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Abstract
A fundamental limit for the scaling of the output power of fiber lasers is the heat
generated in the core of the active fiber and fiber components. In this work the heat
generation in fiber laser components is examined and means for heat removal are
analyzed.
To determine the heat load in the active fiber the temperature is measured along the
fiber. The heat transport is examined with two models:
A one-dimensional model allows the analytical study of the subject. The thermal
resistances of the individual fiber layers are determined to examine how the fiber
design affects the heat transport. Furthermore the convective cooling of the fiber  is
evaluated and interacting groups of fiber layers are optimized for the heat transport.
To optimize the fiber cooling two- and three-dimensional models of the fiber are
generated and experimentally verified. With the models a cooling scheme for the
fiber is designed which avoids the direct contact of the fiber with water but provides
a heat removal comparable to convective water cooling up to a heat load of
150 W/m. The heat sink is optimized using the one-dimensional model.
The results of the temperature measurements are used to analyze the thermo-optical
effects in the fiber. It is shown, that their influence on the modal properties of the
fiber is an order of magnitude smaller than the effects from bending the fiber for
mode selection.
Furthermore the thermal characteristics of splices, fiber Bragg gratings and a new
concept for pump fiber coupling are analyzed. Temperature measurements like on
the active fiber allow conclusions concerning the causes of the heat generation. As
an example a cooling scheme for splices is analyzed which allows the removal of
local heat loads up to 4000 W/m.
Thus a cooling scheme for fiber integrated resonator with up to 2 kW output power
is developed. The method applied to the design process is presented in a way which
allows the transfer and application to other configurations and powers of fiber lasers.
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1 Zusammenfassung
Für die Leistungsskalierung von Faserlasern stellt die Wärmeentstehung in der
aktiven Faser und den faserintegrierten Komponenten eine fundamentale Grenze
dar, die in cw-Systemen erreicht werden kann, bevor andere leistungsbegrenzende
Effekte auftreten. In dieser Arbeit wird deshalb die Wärmeentstehung in Faserlaser-
komponenten untersucht und es werden die Möglichkeiten der Wärmeabfuhr
analysiert.
Um die Wärmelast in der aktiven Faser zu ermitteln, wird eine Temperaturmessung
über die gesamte Länge der aktiven Faser durchgeführt. Der Wärmetransport in der
Faser wird mittels zweier Modelle untersucht.
Ein eindimensionales Modell erlaubt die analytische Betrachtung des Wärme-
transports. Die thermischen Widerstände einzelner Faserschichten werden ermittelt.
Dadurch werden die Einflüsse des Faseraufbaus auf den Wärmetransport darstellbar.
Das Modell erlaubt weiterhin die Berechnung der Faserkühlung durch Konvektion
und die Systemoptimierung durch Analyse zusammenwirkender Faserschichten.
Zur Optimierung der Faserkühlung wird ein zwei- bzw. dreidimensionales
FEM-Modell der Faser erstellt und durch eine Messung verifiziert. Mithilfe dieses
Modells gelingt es eine Kühlung der Faser zu gestalten, die den direkten Kontakt der
Faser mit Wasser vermeidet, deren Wirksamkeit aber mit einer direkten Wasser-
kühlung im Wärmeleistungsbereich bis 150 W/m vergleichbar ist. Der verwendete
Kühlkörper wird mittels des eindimensionalen Modells optimiert.
Mit den gewonnenen Erkenntnissen zur Temperaturverteilung in der Faser werden
die auftretenden thermooptischen Effekte untersucht. Es wird gezeigt, dass der
Einfluss dieser Effekte auf die Strahlqualität eine Größenordnung kleiner ist als der
Einfluss der Faserbiegung.
Weiterhin werden das thermische Verhalten von Spleißverbindungen und Faser-
Bragg-Gittern sowie ein neuartiges Konzept für eine Pumplichteinkopplung
untersucht. Analog zur aktiven Faser werden Temperaturmessungen an diesen
Komponenten durchgeführt, die Rückschlüsse auf die Ursachen der Wärme-
entstehung ermöglichen. Anhand des Beispiels der thermisch hochbelasteten Spleiße
wird ein Kühlschema untersucht und optimiert, das geeignet ist, lokale Wärmelasten
bis 4000 W/m abzuführen.
Damit wird ein Kühlsystem entwickelt, das für einen faserintegrierten Resonator bis
mindestens 2 kW Ausgangsleistung geeignet ist. Die für die Auslegung entwickelte
Methode wird so dargestellt, dass eine Übertragung und Anwendung auf andere
Konfigurationen und Leistungen einfach möglich ist.
Einleitung
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2 Einleitung
Faserlaser stellen einen weltweit aktuellen Forschungsschwerpunkt im Bereich der
Hochleistungslaser dar. Die Auslegung des Faserkerns als Einmodenwellenleiter
ermöglicht die Erzeugung beugungsbegrenzter Strahlung im Kilowattbereich.
Ein sehr kompakter und robuster Aufbau des Resonators oder Verstärkers ist
möglich, wenn es gelingt, die notwendigen Laserkomponenten in die Faser zu
integrieren. Aufgrund dieser Eigenschaften konkurriert der Faserlaser mit anderen
Laserbauformen in bereits etablierten Applikationen. Weiterhin werden durch die
hohe verfügbare Grundmodenleistung im Wellenlängenbereich um 1060 nm neue
Anwendungsfelder erschlossen.
Im Vergleich zu anderen Laserbauformen verfügt der Faserlaser über ein großes
Verhältnis von Oberfläche zu aktivem Volumen. Dadurch wird die Kühlung des
aktiven Mediums vereinfacht. Dennoch können Temperatureffekte in der aktiven
Faser und in den Faserkomponenten Effizienz und Strahlqualität beeinflussen und
bei weiterer Leistungserhöhung zur Zerstörung der Komponenten führen.
Vorangegangene Arbeiten zu Temperatureffekten in Faserlasern untersuchen jeweils
spezifische Laserkonfigurationen und verwenden zur Betrachtung der grund-
legenden Effekte Modellvereinfachungen, die eine Anwendung zur thermischen
Auslegung eines Systems nicht zulassen. Weiterhin wird die Wärmelast theoretisch
ermittelt, es fehlt bisher eine Messung der tatsächlich auftretenden Temperaturen.
In dieser Arbeit wird deshalb untersucht, welche Wärmequellen in der aktiven Faser
und den faserintegrierten Komponenten wirksam werden. Soweit möglich wird der
Wärmestrom quantifiziert und ein Kühlsystem entwickelt, das für einen faser-
integrierten Resonator bis mindestens 2 kW Ausgangsleistung geeignet ist.
Bild 1:
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Die Untersuchung der thermischen Gestaltung findet dabei auf den drei im Schema
in Bild 1 dargestellten Ebenen statt. Für einen konkret definierten Faserlaser wird
eine technische Lösung entwickelt. Parallel dazu werden auf der zweiten Ebene die
Gestaltungsparameter des Systems detailliert analysiert. Ein grundlegendes
Verständnis des Systems und der bestimmenden Einflussgrößen wird dadurch
erreicht. Die anhand des konkreten Beispiels dargestellte Vorgehensweise, vor allem
die parallele Verwendung von analytischen und numerischen Modellen, eignet sich
generell als Methode zur thermischen Gestaltung von Faserlaserkomponenten. Ihre
Darstellung, die eine Übertragung auf andere Systeme leicht möglich macht, stellt
die dritte Ebene der Untersuchung dar.
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3 Stand der Wissenschaft und Technik
3.1 Funktionsprinzip von Faserlasern
Die Grundidee des Faserlasers ist die eines Festkörperlasers mit extrem großem
Verhältnis von Resonatorlänge zu -durchmesser. Die transversalen Dimensionen der
Kavität werden in der Regel so klein gewählt, dass das Anschwingen höherer Moden
verhindert und grundmodige Strahlung erzielt wird. Das aktive Medium wird als
dotierte Glasfaser ausgeführt, das Signal wird durch Totalreflexion im Faserkern
geführt. Beim Faserlaser handelt es sich somit um einen Wellenleiterlaser.
Die Länge des aktiven Mediums beträgt in der Regel mehrere Meter. Verglichen mit
Stab-, Scheiben- oder Slab-Lasern wird bei einfachem Durchgang eine sehr hohe
Verstärkung erreicht [107].
Aus der Geometrie des aktiven Materials resultiert ein im Vergleich zum Stablaser
ca. 10000-mal größeres Verhältnis von Oberfläche zu aktivem Volumen. Auch beim
Scheibenlaser  ist  dieses  Verhältnis  ca.  1000-mal  kleiner  als  beim  Faserlaser.  Die
aktive Faser ist deshalb gut kühlbar. Dadurch sind die thermooptischen Effekte von
geringer Auswirkung auf den Betrieb von Faserlasern. Die Strahlqualität wird
weitestgehend durch das Brechzahlprofil der Faser bestimmt und ist nahezu
unabhängig von der eingebrachten Pumpleistung [61]. So lässt sich auch bei hoher
Leistung ein nahezu beugungsbegrenzter Strahl erzielen.
Die Geometrie des Resonators erfordert jedoch brillante Pumpquellen, sodass ein
Teil des beim Resonator eingesparten Aufwands auf die Pumpquellen verwendet
werden muss.
3.2 Entwicklung des Faserlasers bis heute
Bereits drei Jahre nach Erfindung des Lasers durch Maiman im Jahre 1960 wurden
durch Snitzer [96], Koester [52] und Lethokov [59] die ersten Faserlaser entwickelt.
Sie basierten auf einer Neodym-dotierten Phosphatglasfaser, die um eine Blitzlampe
gewickelt war. Obwohl cw-Dioden zum damaligen Zeitpunkt nicht verfügbar waren,
wurden bereits 1966 Diodenpumpen für den Faserlaser vorgeschlagen [53]. Nach
der Entwicklung der GaAs-Laserdiode wurde 1974 der erste diodengepumpte
Faserlaser entwickelt [17].
Die Reduzierung der Transmissionsverluste und die verbesserte Zuverlässigkeit der
InGaAs- und InGaAsP-Laserdioden in den 70er Jahren führten zur Entwicklung des
1,3- und 1,55-µm-Faserkommunikationssystems. Die Entwicklung von seltenerd-
dotierten Faserlasern trat in dieser Periode in den Hintergrund. Allerdings wurden in
dieser Zeit die nichtlinearen Effekte als potentielle Verstärkungseffekte in
undotierten Quarzglasfasern untersucht [22]. Weiterhin wurden große An-
strengungen zur Verbesserung der Fasern unternommen, von deren Ergebnissen die
nachfolgende Weiterentwicklung des Faserlasers maßgeblich profitierte.
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In den späten 80er Jahren wurde das Potenzial von Faserlasern und -verstärkern für
die Telekommunikation wiederentdeckt. Aus der verstärkten Forschung resultierten
im Folgenden viele wichtige Ergebnisse. Eine für den Hochleistungsbereich
wegbereitende Innovation war die Erfindung der Doppelmantelfaser, bei der der
aktive Kern von einem Pumpmantel umgeben ist [97]. Durch den Pumpmantel kann
wesentlich mehr Leistung in die Faser eingekoppelt werden. Die Entwicklung immer
leistungsstärkerer und brillanterer Laserdioden ermöglichte es, diese Pumpleistung
kostengünstig bereitzustellen.
Das Ende der Boomphase der Telekommunikationsbranche brachte einen Schub für
die Faserlaser im Hochleistungsbereich. Die Forschungsgruppen und Firmen, die
erhebliche Produktionskapazitäten für Preforms und Fasern aufgebaut hatten,
suchten nun ein neues Betätigungsfeld und fanden es unter anderem bei den
Hochleistungsfaserlasern. Die Grundmodenleistung von Faserlasern konnte so in
den vergangenen Jahren kontinuierlich gesteigert werden. Bild 2 zeigt die
Entwicklung der seit Mitte der neunziger Jahre erreichten Leistungen für Faserlaser
mit einer Strahlqualität von M² ? 1,5. Die schwarzen Quadrate markieren Leistungs-
werte, die im Labor erreicht wurden, die blauen Dreiecke zeigen Leistungsdaten von
zu diesem Zeitpunkt kommerziell erhältlichen Faserlasern der Firma IPG Photonics.
Bild 2: erzielte
Maximalleistungen
für Faserlaser in der
Grundmode [32]
[45][86][102]
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Bemerkenswert ist der starke Anstieg der erzielten Leistungen ab dem Jahr 2002.
Auf Seiten der Forschungsinstitute sind vor allem das Optoelectronics Research
Center der Universität Southampton sowie die Friedrich-Schiller Universität und das
Institut für Photonische Technologien in Jena für den Fortschritt in der erzielten
Maximalleistung verantwortlich. Die kommerziell verfügbaren Faserlaser der Firma
IPG Photonics übertreffen aber die Ergebnisse der öffentlichen Forschung. IPG
Photonics entwickelt schon seit 1990 Faserlaser und der technologische Vorsprung
ist daran erkennbar, dass es der Firma gelingt, ihre Technologie in Produkten
anzubieten, die nach dem heutigen Stand der Technik höhere Leistungen erzielen als
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im Bereich der öffentlichen Forschung erreicht werden. Dass das Interesse der
Forschung nicht nachgelassen hat, ist darin begründet, dass die Technologie der
Firma IPG nicht am Markt verfügbar ist. IPG fertigt sämtliche technologisch
bedeutsamen Komponenten ihrer Faserlaser selber oder bezieht sie aus exklusiven
Lieferbeziehungen. Dies beinhaltet die aktive Faser, die dafür notwendige Preform,
die Pumpkoppler, die Faser-Bragg-Gitter und die Pumpquellen. Hochleistungs-
koppler, wie sie IPG in ihren Vielmodenlasern zur Kombination mehrerer Grund-
modenlaser einsetzt, sind weder am Markt erhältlich noch existieren
Veröffentlichungen zu deren Aufbau und Funktion. Tatsächlich ist also das Produkt,
nicht aber die dafür notwendige Technologie erhältlich. Das Interesse der
Wettbewerber, die verfügbaren Komponenten für den Hochleistungsbereich zu
qualifizieren und weiterzuentwickeln, ist daher hoch.
3.3 Aufbau eines endgepumpten Faserlasers
3.3.1 Aufbau und Funktion der aktiven Faser
Die Faser dient bei Faserlasern als aktives Medium für die Strahlerzeugung und
-verstärkung und gleichzeitig der Strahlführung für Signal- und Pumpleistung. Um
einerseits einen kleinen Faserkern für hohe Strahlqualität und andererseits eine
große Pumpapertur zu erreichen, sind Laserfasern für hohe Signalleistung als
Doppelkern-Stufenindexfasern aufgebaut. Bild 2 zeigt den einfachstmöglichen
Aufbau einer solchen Doppelmantelfaser.
Der gegenüber dem Pumpmantel abgesenkte Brechungsindex des dotierten Kerns
bewirkt, dass das Signal durch Totalreflexion geführt wird. Das Pumplicht wird im
Pumpmantel durch eine weitere Absenkung des Brechungsindexes des Außen-
mantels geführt. Der Außenmantel ist in diesem Aufbau ein Polymer und hat nicht
nur eine optische Funktion, sondern dient auch dem mechanischen und chemischen
Schutz der Quarzglasfaser.
Das im Pumpmantel geführte Pumplicht durchquert auf seinem Weg durch die Faser
den Laserkern und wird von den Seltenerdionen absorbiert, mit denen der Kern
dotiert ist. Die Pumplichtabsorption verhält sich entsprechend dem Lambert-
Beerschen Gesetz, welches in Gleichung 3.1 in seiner in der Signalübertragungs-
technik üblichen Form angegeben ist [106]:
Bild 3: Brechzahl-
profil einer
Stufenindexfaser
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Der Absorptionskoeffizient des Kerns hängt dabei vom Absorptionsspektrum, der
Dotierungsstärke des Dotierungsmaterials sowie von der Pumpwellenlänge und dem
Wirtsmaterial ab. Die Absorption der gesamten Faser wird zusätzlich von der
Geometrie der Faser, insbesondere vom Flächenverhältnis von Kern- zu Mantel-
querschnitt, und von der Mantelform bestimmt. Die Zusammenhänge werden weiter
unten in diesem Kapitel erläutert.
Als Dotierungsmaterial für den Kern werden Seltenerdionen eingesetzt. Am
häufigsten werden Neodym-, Erbium- und Ytterbiumionen verwendet. Das
Absorptionsspektrum für Ytterbium in Quarzglas ist in Bild 4 dargestellt. Deutlich
erkennbar sind das sehr schmale und ausgeprägte Maximum bei 976 nm und das
schwächere, aber breitere lokale Maximum bei 915 nm. Typische Dotierungen der
Faser liegen bei 1000 - 2000 Mol-ppm. Damit werden Absorptionskoeffizienten des
Kerns von 700 [77]- 1200 dB/m [76] erreicht. IPG verwendet Dotierungen bis zu
8000 Mol-ppm [33].
Bild 4: Absorptions-
und Emissionsquer-
schnitt von
Ytterbium-dotiertem
Quarzglas [88]
Durchmesser und Indexsprung bestimmen bei Stufenindexfasern den Modenfeld-
durchmesser der Grundmode und die Anzahl der geführten Moden. Dabei ist die
Auslegung des Kerndurchmessers von zwei gegenläufigen Effekten bestimmt: Ein
größerer Durchmesser vermindert die Intensität im Kern und reduziert somit die
Wahrscheinlichkeit des Auftretens von nichtlinearen Effekten. Mit dem Kern-
durchmesser wächst auch die Möglichkeit für das Anschwingen höherer Moden.
Den angenäherten Zusammenhang zwischen Kern- und Modenfelddurchmesser für
eine Stufenindexfaser beschreibt Gleichung 3.2 [106].
EmissionAbsorption
Stand der Wissenschaft und
Technik
7
3.2
0 1,5 6
1,619 2,8790,65cw r V V
? ?? ? ?? ?? ?
rc Kernradius
w0 Feldradius der Grundmode
V normierte Frequenz
Die normierte Frequenz V charakterisiert dabei die modalen Führungseigenschaften
der Faser. In ihr werden die Fasergeometrie und die NA der Faser zusammengefasst
und auf die Wellenlänge bezogen, für die die Anzahl der geführten Moden in der
Faser untersucht werden soll. Die normierte Frequenz entspricht dem zweifachen der
Beugungsmaßzahl M² eines Strahls mit einer Strahltaille, die dem Kerndurchmesser
entspricht und einem Divergenzwinkel entsprechend der NA der Faser:
3.3
2 2 2 22? ? ? ? ?c c p c c pV k r n n r n n
?
?
k Kreiswellenzahl
nc Brechungsindex des Kerns gegenüber Luft
np Brechungsindex des Mantels gegenüber Luft
Die normierte Grenzfrequenz der LP11-Mode beträgt 2,405 [106]. Das bedeutet, dass
in Fasern mit einem V-Parameter größer oder gleich 2,405 neben der Grundmode
LP01 die nächst höhere Mode LP11 ausbreitungsfähig ist. V-Zahlen kleiner als 2,405
kennzeichnen somit einmodige Fasern. Gleichung 3.3 wird auch als Cut-Off-
Kriterium bezeichnet, weil mit ihr die Grenzwellenlänge für die Einmodigkeit der
Faser bestimmt werden kann.
Aus Gleichung 3.3 folgt, dass bei einem für Stufenindexfasern üblichen Indexsprung
von 0,01 der Kerndurchmesser für Einmodigkeit auf 10 µm begrenzt ist. Diese
Begrenzung führt bei hohen Leistungen zu sehr hohen Felddichten im Faserkern.
Zusammen mit der großen Wechselwirkungslänge in der Faser begünstigt dies das
Auftreten von nichtlinearen Effekten wie stimulierter Raman-Streuung (SRS) und
stimulierter Brillouin-Streuung (SBS) [61][107]. SBS kann dem Signal bis zu 90%
der Leistung entziehen [94]. Das Auftreten von nichtlinearen Effekten ist deshalb
unerwünscht und stellt eine Leistungsgrenze für die jeweilige Konfiguration dar.
Um diese Leistungsgrenze nach oben zu verschieben, wurden Large-Mode-Area-
Fasern (LMA-Fasern) entwickelt, bei denen die Kern-NA auf 0,05 - 0,07 reduziert
wurde. Die numerische Apertur NA einer Stufenindexfaser berechnet sich zu [106]:
3.4
2 2
c pNA n n? ?
nc Brechzahl des Kerns
np Brechzahl des Mantels
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Der Indexsprung ?n zwischen Kern und Mantel beträgt bei diesen Fasern folglich
nur noch 0,001 und liegt damit an der Grenze dessen, was prozesssicher herstellbar
ist. Bei Erhalt der Einmodigkeit kann der Kerndurchmesser mit dieser Kern-NA auf
15 µm erhöht werden. Näherungsweise verdoppelt sich dadurch die Kernquer-
schnittsfläche gegenüber den klassischen Einmodenfasern, die Feldstärke wird
entsprechend reduziert. Nach Gleichung 3.2 nimmt aber der Modenfelddurchmesser
der Grundmode unterproportional mit dem Kerndurchmesser zu. Bei einer weiteren
Vergrößerung des Kerns bleibt somit zunehmend Raum für das Anschwingen
höherer Moden. Schwingen diese nicht an, entstehen durch den schlechten Überlapp
von E-Feld und Kern Bereiche hoher Inversion. Die dort gespeicherte Energie kann
sich in Pulsen entladen.
Die Möglichkeiten zur Auslegung der Faser sind in Bild 5 dargestellt.
Bild 5: V-Zahl der
Faser in Abhängigkeit
von NA und
Kerndurchmesser
[35]
Bei Vergrößerung des Kerndurchmessers wird die Faser vielmodig. Die
Reduzierung der Kern-NA macht die Faser zunehmend biegeempfindlich, was bei
der Aufwicklung der Faser zu hohen Signalverlusten führt. Im Bereich der
NA < 0,05 sind deshalb große minimale Biegeradien die Folge, ein kompakter
Aufbau des Lasers ist nicht mehr möglich. Wenn die NA des Kerns darüber hinaus
weiter verringert wird, kann die Faser nicht mehr gebogen werden. Diese
sogenannten Fiberrods haben eine Kern-NA < 0,04. Solch kleine Brechzahlsprünge
können nur in mikrostrukturierten Fasern erreicht werden. Durch kleine Verhältnisse
von Pumpmantel- zu Kerndurchmesser werden Faserlängen von < 1 m erreicht [63].
Eine  Alternative  zur  Reduzierung  der  Kern-NA  ist,  die  Vielmodigkeit  der  Fasern
durch zusätzliche Maßnahmen zu beeinflussen. So macht man sich bei LMA-Fasern
zu Nutze, dass die Dämpfungsverluste durch Faserbiegung für die LP01-Mode
geringer sind als für die nächsthöhere Mode. Durch Abstimmung der Wickelradius
auf die Kern-NA kann so ein Grundmodenbetrieb des Lasers erreicht werden [52].
Weitere Maßnahmen sind:
? selektive Anregung der Grundmode mittels eines Tapers [90]
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? Unterdrückung höherer Moden durch selektive Verluste verursacht durch
absorbierende Dotierungen im Außenbereich der Faser [64]
? Einsatz von Modenabstreifern [42]
Durchmesser und NA des Pumpmantels bestimmen Qualität und Quantität der
einkoppelbaren Pumpleistung. Wie beim Faserkern bestimmen auch beim Faser-
manteldurchmesser zwei gegenläufige Effekte die Dimensionierung. Ein großer
Pumpmantel erleichtert die Pumplichteinkopplung. Andererseits beeinflusst das
Verhältnis von Pumpmantelquerschnittsfläche zu Kernquerschnittsfläche die Pump-
lichtabsorption. Bei guter Modenmischung im Pumpmantel gilt in erster Näherung
[56]:
3.5
²
²
c
p c
p
r
r
? ??
?p Absorptionskoeffizient des in den Pumpmantel eingekoppelten Lichts
?c Absorptionskoeffizient des Faserkerns
rc Faserkernradius
rp Mantelradius
Mit einem Kern- zu Mantelflächenverhältnis von 400 bei einer typischen 20/400-
Faser ergeben sich je nach Dotierung nominelle Absorptionskoeffizienten zwischen
1,7 [77] und 3 dB/m [76] bei 976 nm.
Wie bereits erwähnt hat die Form des Pumpmantels erheblichen Einfluss auf die
Pumplichtabsorption der Faser. Strahlenoptisch lässt sich die Ursache dafür mit der
Propagation des Pumplichts im Mantel in Form von Meridional- und Helixstrahlen
[61] erklären. Die Meridionalstrahlen laufen durch den Pumpmantel, bis sie auf den
Laserkern treffen, wo sie absorbiert werden. Helixstrahlen laufen auf ihrem Weg
durch den Pumpmantel mit kreisförmigem Querschnitt helixförmig um den Laser-
kern  herum,  sodass  sie  bis  zum Faserende  nicht  auf  den  Kern  treffen.  Aus  diesem
Grund wird die Kreissymmetrie des Pumpmantelquerschnitts gezielt gestört. In der
wellenoptischen Beschreibung wird dadurch eine starke Modenmischung erreicht.
Die Pumplichtabsorption der Faser wird so erheblich verbessert [56] [114]. Häufig
verwendet werden D-förmige oder achteckige Querschnitte. Alternativ kann der
Kern exzentrisch im Pumpmantel angeordnet werden. Auf den Einfluss der Moden-
verteilung des Pumplichts auf die Pumplichtabsorption im pumpnahen Bereich der
Faser wird in Abschnitt 4.5 eingegangen.
Die Parameter, die bei der Auslegung der aktiven Faser entsprechend den
Anforderungen aufeinander abgestimmt werden, sind zusammenfassend in der
Tabelle in Bild 6 aufgelistet.
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Bild 6:
Gestaltungsparameter
für die
Fasergeometrie
Ziel erfordert
Grundmoden-Betrieb kleinen Faserkern
Vermeidung von nichtlinearen
Effekten
große Faserkerne, kurze Faser => kleiner Pump-
mantel
niedrige Kosten für Pumpquelle großer Pumpmantel, große NA des Pumpmantels
hohe Pumpabsorption lange Faser
Der Einfluss der thermischen Effekte auf die Gestaltung der Faser wird im
Folgenden untersucht. Eine lange Faser spreizt die Verlustwärme und ist deshalb
unter diesem Gesichtspunkt vorteilhaft. In Abschnitt 5.7.2 wird gezeigt, dass ein
großer Pumpmanteldurchmesser ebenfalls einen positiven Einfluss auf die
thermische Leistungsgrenze der Faser hat.
3.3.2 Mehrstufenindexfasern
Um zu vermeiden, dass evaneszente Moden der Pumpstrahlung den Außenmantel
aus Kunststoff beschädigen, und um die Verluste an der Grenzfläche zwischen Glas
und Kunststoff zu reduzieren, kann der Pumpmantel mit einem weiteren Quarzglas-
mantel umgeben werden, dessen Brechzahl durch Fluordotierung gegenüber dem
Mantel abgesenkt ist. Damit können numerische Aperturen von bis zu 0,34 erreicht
werden. Auch wenn die Pumpquelle die numerische Apertur des Kunststoffmantels
von ca. 0,4 nutzt, wird dennoch ein Großteil des Pumplichts an der Grenzfläche zum
fluordotierten Glasmantel geführt. Die Verluste werden dadurch reduziert und die
Belastung des Kunststoffmantels wird gesenkt. Auch die Vergrößerung der
Faserapertur kann genutzt werden. Im Vergleich zu einem Pumpmantel mit dem
Außendurchmesser des fluordotierten Mantels ist der Pumplicht-
Absorptionskoeffizient größer, da ein Teil des Pumplichts in dem relativ kleinen
undotierten Pumpmantel geführt wird. Dieses Prinzip lässt sich um weitere Mäntel
mit jeweils abgesenkter Brechzahl erweitern, man spricht bei diesem
Gestaltungskonzept von Mehrstufenindexfasern. Die in den Kapiteln 4 und 5
untersuchte Faser gehört zu diesem Fasertyp, der Aufbau ist in Bild 35 dargestellt.
3.3.3 Mikrostrukturierte Fasern
Mikrostrukturierte Fasern (photonic crystal fibers, PCF) bieten zusätzliche
Gestaltungsmöglichkeiten des Faseraufbaus. Bei diesen Fasern wird im Querschnitt
mit einer definierten geometrischen Struktur ein Fremdmaterial, in der Regel Luft,
eingebracht. Mikrostrukturierte Fasern lassen sich in drei Fasertypen einteilen:
Bei indexgeführten mikrostrukturierten Fasern (holey fibers) kann durch die
Luft-Glas-Struktur im Mantel der Brechungsindex des Grundmaterials modifiziert
werden. Die Führung des Lichts erfolgt durch das „künstliche Material“, das aus
Glas und der regelmäßigen Anordnung von Löchern gebildet wird. Die
Führungseigenschaften werden hauptsächlich durch die geometrischen Verhältnisse
bestimmt, die durch den Lochdurchmesser und den Lochabstand beschrieben
werden. Der effektive Brechungsindex des Materials repräsentiert die gemittelten
Brechzahlen der Glasmatrix und der Luft in den Kapillaren unter Beachtung der
Wellenlänge. Durch die Geometrie der Kapillaren lässt sich ein kleinerer Sprung des
effektiven Brechungsindex zwischen Kern und Mantel einstellen als dies durch
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Dotierung möglich ist. Grundmodige Kerndurchmesser von 60 µm wurden so
gezeigt [66]. Da das Prinzip der Lichtführung aber dem der Stufenindexfasern
gleicht, sind diese Fasern ebenfalls sehr biegeempfindlich.
Eine Variante der indexgeführten Fasern sind die sogenannten Air-Clad-Fasern.
Bei diesem Fasertyp liegt um den Pumpmantel ein Ring extrem dünnwandiger
Kapillare, die Stege zwischen diesen Kapillaren sind nur noch 300 nm breit [63].
Der resultierende Brechungsindex dieses Airclads nähert sich je nach Abmessung
der Stege dem von Luft, dadurch ist eine NA des Pumpmantels von 0,8 [108]
erreichbar.
Bild 7:
mikrostrukturierte
Fasern, a)
indexgeführte Faser,
mit Air-Clad [66],
b) photonische
Bandlücken-Faser mit
Luftkern [50],
c) Faser mit
Modenfilterung [111]
a)  b)  c)
Bei den Photonischen Bandlücken-Fasern wird das Licht im Kern der Faser
dadurch geführt, dass die umliegende Luft-Glasstruktur ein Entweichen des Lichts
aufgrund einer Bandlücke nicht zulässt. Im Unterschied zu den indexgeführten
Fasern kann der effektive Brechungsindex des Kerns auch unter dem des Mantels
liegen, Fasern mit Luftkern sind so möglich.
Ein dritter Fasertyp verwendet relativ große Luftkapillare zur Filterung höherer
Moden. Die Stege zwischen den Kapillaren lassen höhere Moden entweichen,
während das große Kontrastverhältnis zwischen Glaskern und den großen luft-
gefüllten Kapillaren verhindert, dass die Grundmode entweicht, wenn die Faser
gebogen wird. Biegeunempfindliche Einmodenfasern mit äquivalenten Modenfeld-
durchmessern von 42,5 µm sind so möglich [111].
3.3.4 Freistrahlaufbau
Aufgrund seiner einfachen Umsetzbarkeit ist der Freistrahlaufbau geeignet, aktive
Fasern im Labor zu untersuchen. Bild 8 zeigt schematisch einen solchen Aufbau.
Die Pumpquelle wird auf ein Faserende fokussiert. An beiden Enden der Faser
werden Spiegel positioniert, die für die Pumpstrahlung durchlässig und für die
Signalwellenlänge hochreflektierend sind. Dadurch wird eine Trennung des Signals
vom Pumpstrahlengang möglich. Auf der Rückkoppelseite wird das über den
Spiegel reflektierte Signal kollimiert und in sich selbst reflektiert, um zurück in den
Faserkern gekoppelt zu werden. Da es sich hierbei um beugungsbegrenzte Strahlung
handelt, muss die Justage des Strahlengangs sehr sorgfältig durchgeführt werden.
Auf der Auskoppelseite bildet das Faserende den Resonatorspiegel. Durch die
Fresnel-Reflexion an dieser Stelle beträgt die Rückkopplung ca. 3,5 %. Aufgrund
der hohen Verstärkung in der Faser ist dies in der Regel ausreichend für einen
stabilen Laserbetrieb 1.
1  Voraussetzung dafür ist, dass die Bruchfläche senkrecht zur Faserachse liegt. Auch Abweichungen von einem halben Grad oder weniger
wirken sich stark auf die Rückkopplung des Signals in den Kern aus.
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Bild 8: Prinzipskizze
eines Faserlasers im
Freistrahlaufbau
Der Aufbau erlaubt es auch, die Faser von beiden Seiten zu pumpen. Dabei ist zu
beachten, dass die nicht absorbierte Pumpstrahlung der einen Pumpquelle nicht zu
Schäden in der anderen Quelle führt.
3.3.5 Resonatoraufbau mit Faser-Bragg-Gittern
Faser-Bragg-Gitter (FBG) ermöglichen es, die Resonatorspiegel des Freistrahlauf-
baus durch faserintegrierte Komponenten zu ersetzen. Bei den Gittern handelt es
sich um periodische Brechzahlmodulationen, die mittels UV-Licht in einen photo-
sensitiven Faserkern eingeschrieben werden. Die Reflexion erfolgt durch kon-
struktive Interferenz der Fresnel-Reflexionen an den einzelnen Brechzahl-
änderungen. Durch die Stärke und Anzahl der Brechzahländerungen kann die
Reflektivität des Gitters eingestellt werden. Die Gitterperiode bestimmt die Wellen-
länge des reflektierten Lichts. Durch Variation der Gitterperiode über die Länge des
Gitters (chirpen) lassen sich FBG herstellen, die über einen Wellenlängenbereich
von 2 nm reflektieren. Diese Breitbandigkeit ist für Faserlaser hoher Leistung
wünschenswert zur Vermeidung von stimulierter Brillouinstreuung (SBS). In
Abschnitt 6.3 wird detaillierter auf die Eigenschaften von FBG eingegangen.
In der Regel werden FBG in passive Fasern eingeschrieben, die zur Fotosensiti-
vierung im Kern mit Germanium dotiert sind. Zum Aufbau eines Faserlaserresona-
tors werden ein hoch- und ein niedrigreflektierendes Gitter an eine aktive Faser
angespleißt. Durch das Anspleißen einer fasergekoppelten Pumpquelle an die hoch-
reflektierende Seite entsteht ein faserintegrierter Faserlaser, dessen Resonator
unempfindlich ist gegen mechanische und thermische Dejustage.
3.3.6 Schmelzkoppler zur Pumplichteinkopplung
Zur Übertragung des faserintegrierten Aufbaus auf höhere Leistungen werden
Schmelzkoppler eingesetzt. Diese bestehen aus einem Bündel von Vielmodenfasern,
das an einer Seite miteinander verschmolzen und an eine passive Doppelkernfaser
angespleißt wird.
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Bild 9: Aufbau eines
Schmelzkopplers [21]
In der in Bild 9 gezeigten Ausführung eines solchen Kopplers sind die sieben Pump-
fasern vor dem Verschmelzen konisch gezogen. Das Anspleißen an eine Faser mit
einem Durchmesser, der deutlich unter dem dreifachen des Pumpfaserdurchmessers
liegt, wird dadurch möglich. Dabei wird die deutlich höhere NA der Doppelmantel-
gegenüber der Pumpfaser ausgenutzt. Die Divergenz des Pumplichts vergrößert sich
im Taperbereich in dem Maß, in dem sich der Durchmesser verringert. Die größere
NA der Doppelmantelfaser verhindert, dass das Licht mit vergrößerter Divergenz
aus der Faser austritt. Durch eine zusätzliche Verjüngung und Wiederaufweitung des
Bündels kann eine Homogenisierung der Leistungsverteilung erreicht werden [30].
Verluste an dieser Stelle werden dadurch verhindert, dass hier kein Kunststoffmantel
aufgebracht wird, was durch die niedrige Brechzahl der umgebenden Luft lokal eine
erhöhte Faser-NA zur Folge hat.
An die freien Enden des Bündels kann jeweils eine fasergekoppelte Pumpquelle
angespleißt werden. Durch die Kombination des Pumplichts im Koppler entsteht so
eine brillante Pumpquelle, die weitgehend auf justageempfindliche Freistrahl-
komponenten verzichtet und direkt an den faserintegrierten Resonator angespleißt
werden kann.
Neben den reinen Pumpkopplern mit ausschließlich Vielmoden-Pumpfasern lassen
sich auch Koppler fertigen, bei denen eine undotierte Signalfaser anstelle der
mittleren Pumpfaser verwendet wird. Dadurch wird gegenläufiges Pumpen bzw. der
Aufbau von Faserlaserverstärkern möglich [21]. Weiterhin können auch die Faser-
Bragg-Gitter an diese Durchkopplung angespleißt werden. Durch die Anordnung im
Resonator können so die Verluste der Koppler durch die hohe Verstärkung in der
Faser kompensiert werden. Bild 10 zeigt den faserintegrierten Aufbau eines
beidseitig gepumpten Faserresonators und eines vorwärtsgepumpten Faser-
verstärkers unter der Verwendung von Kopplern.
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Bild 10:
Konfiguration eines
Faseroszillator (oben)
und -verstärkers
(unten) bei
Verwendung von
Schmelzkopplern,
Bei dem Resonator kann an den zentral dargestellten Eingang der Schmelzkoppler
eine zusätzliche Pumpquelle angespleißt werden. Alternativ kann dieser Kanal als
Monitor verwendet werden. Beim Verstärker wird über diesen Eingang das zu
verstärkende Signal eingekoppelt.
Durch kombinierte Verwendung von Schmelzkopplern und Faser-Bragg-Gittern ist
ein faserintegrierter Aufbau möglich, der weitgehend unempfindlich gegen
mechanische oder thermische Dejustage ist. So kann eine robuste und kompakte
Strahlquelle realisiert werden.
3.4 Wärmeentstehung in der aktiven Faser
Stokes-Verschiebung
Der wichtigste Verlustmechanismus im Faserlaser ist die Stokes-Verschiebung. Sie
bezeichnet die Differenz der Wellenlängen zwischen ein- und ausgehenden
Photonen und limitiert grundlegend die Effizienz im Lasermedium. Diese Effizienz-
grenze wird Stokes-Effizienz ?Stokes genannt und lässt sich mit Hilfe der Pump- und
Laserwellenlänge durch folgenden Zusammenhang  bestimmen [115]:
3.6
?? ??
p
s
Stokes
?p Pumpwellenlänge
?s Signalwellenlänge
Ursache für die Wellenlängendifferenz ist bei Drei-Niveau-Systemen wie Ytterbium
der Übergang aus dem oberen Pumpniveau auf das obere Laserniveau. Bei Vier-
Niveau-Systemen wie Neodym kommt der Übergang vom unteren Laserniveau auf
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das untere Pumpniveau hinzu. Die Übergänge sind nichtstrahlend, ihre Energie wird
also vollständig in Wärme umgewandelt.
Mit der in Abschnitt 3.3.1 beschriebenen Pumplichtabsorption (Gleichung 3.1)
ergibt sich durch die Stokes-Verschiebung ein über die Faserlänge exponentiell
abfallender Wärmeeintrag in die aktive Faser. Bild 11 zeigt den Abfall der Pump-
leistung und den Wärmeeintrag durch die Stokes-Verschiebung für eine einseitig
gepumpte aktive Faser mit 10 m Länge, einem Absorptionskoeffizienten von 1 dB/m
und einer Pumpleistung von 1100 W.
Bild 11: Wärmeintrag
in die aktive Faser
durch die Stokes-
Verschiebung
Die Stokes-Effizienz ist bei Drei-Niveau-Systemen im Allgemeinen höher als bei
Vier-Niveau-Systemen. So kann Ytterbium mit 976 nm angeregt werden und bei
1060 nm emittieren. Der Verlust durch die Stokes-Effizienz beträgt in diesem Fall
7,9 %. Eine typische Anregungswellenlänge für das Vier-Niveau-System Neodym
ist 808 nm, wobei es bei 1064 nm emittiert. Die Verluste durch die Stokes-
Verschiebung liegen bei 24 % und sind damit deutlich größer als bei Ytterbium [61].
Dies ist einer der Gründe, weshalb bei Hochleistungsfaserlasern fast ausschließlich
Ytterbium als Dotierungsmaterial eingesetzt wird. Dabei spielen ökonomische
Aspekte eine Rolle, aber auch die Tatsache, dass die thermische Belastung der Faser
so gering wie möglich gehalten werden soll.
Nichtstrahlende Übergänge aus dem oberen Laserniveau
In der Praxis ist die Effizienz des Laserprozesses oftmals geringer als die Stokes-
Effizienz, da es unter anderem zu nichtstrahlenden Übergängen aus dem oberen
Laserniveau kommt. Dies geschieht durch sogenannte Multiphononenemission und
Ion-Ion-Wechselwirkungsprozesse [115]. Die Verluste durch diese Prozesse werden
in der Quanteneffizienz zusammengefasst. Sie beschreibt bei Fluoreszenzprozessen
das Verhältnis zwischen der Anzahl der emittierten und absorbierten Photonen und
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ist somit immer < 1. Da die in diesen Prozessen umgesetzte Energie in Form von
Wärme abgegeben wird, haben diese Verluste einen Anteil am Auftreten von
thermischen Effekten in der Faser. Sie sind ihrerseits aber auch temperaturabhängig.
Für Neodym-dotierte Fasern wurde bei einer Steigerung der Temperatur um 300 K
eine Reduzierung der Quanteneffizienz von 16% nachgewiesen [115]. Bei
Ytterbium werden aber die nichtstrahlenden Übergänge durch den doppelt so großen
Energieabstand vom oberen zum unteren Multiplet weitestgehend unterdrückt,
sodass hier nicht näher auf diese Prozesse eingegangen wird [89][61].
Materialdämpfung
Neben der Absorption des Pumplichts durch die Yb3+-Ionen im Faserkern findet eine
Dämpfung des Pumplichts im Mantel und des Signallichts im Kern statt. Die
spektrale Dämpfung des Pumplichts im Pumpmantels ist wesentlich abhängig von
der Reinheit des Quarzglases. Im Bereich zwischen 915 und 980 nm erreichen
Telekom-Fasern Werte zwischen 2 und 3 dB/km [85]. Bei einer 10 m langen Faser
gehen durch diese Dämpfung etwa 0,7 % des Pumplichts im Mantel verloren. Bei
einer Pumpleistung von 1400 W, die für eine Signalleistung von ca. 1 kW notwendig
ist, beträgt der Verlust somit ca. 10 W.
Die Dämpfung des Signallichts im Kern (Hintergrunddämpfung) kann aufgrund der
Dotierung nur bei einer Wellenlänge gemessen werden, die deutlich von der des
Absorptionsmaximums bei 976 nm abweicht. Üblicherweise wird das Minimum im
Wellenlängenbereich um 1200 nm zur Quantifizierung der Hintergrunddämpfung
herangezogen. Hierbei werden Werte zwischen 5 und 80 dB/km gemessen [75].
Bezogen auf 10 m Faserlänge sind dies 1 - 17 % Verlustleistung. Der Anteil der
Signaldämpfung an der Verlustleistung kann also durchaus signifikant sein.
Für diese Verluste sowie für die im Folgenden aufgeführten Verlustmechanismen
sind keine Informationen darüber verfügbar, welcher Anteil in der Faser in Wärme
umgewandelt wird und welcher Anteil die Faser in Form von gestreuter Strahlung
verlässt. Einfluss darauf hat z.B. auch die Transparenz der Faserbeschichtung. Unter
der Annahme, dass die Faser zur konduktiven Kühlung mit einem absorbierenden
Medium umgeben ist, werden die Verluste spätestens an der Grenzfläche zum
umgebenden Medium in Wärme umgewandelt.
Dämpfung der Faserbeschichtung
Bei Fasern mit großer NA, bei denen ein Kunststoffmantel den Pumpmantel umgibt,
ist neben der Materialdämpfung die Dämpfung zu berücksichtigen, die durch die
Faserbeschichtung verursacht wird. Diese setzt sich zusammen aus Absorptions- und
Streuverlusten an der Grenzschicht von Glas und Kunststoff und der Dämpfung
durch Mikrokrümmung. Unter Mikrokrümmung versteht man regellose Biegungen
der Faserachse mit ortsabhängigen Krümmungsradien, die beim Beschichten der
Faser entstehen [106]. Die Pumplichtdämpfung in Fasern mit einer üblichen niedrig-
brechenden Acrylatbeschichtung beträgt nach [15] ca. 0,2 dB bei einer Faserlänge
von 10 m. Für Silikon als Beschichtungswerkstoff wurden mit ca. 20 dB/km über-
einstimmende Werte gemessen [75] 2. Dies entspricht einem Pumplichtverlust von
4,5 % oder 63 W bei 1400 W Pumpleistung. Unter der Annahme, dass die Verluste
2 In diesen Messwerten ist die Materialdämpfung des Quarzglases bereits enthalten. Separate Messungen der unbeschichteten Faser zeigen,
dass ihr Anteil bei 2-3 dB/km liegt
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proportional zur Intensität des Pumplichts im Mantel sind, ergibt sich ein Wärme-
eintrag in die Faser, dessen Verlauf der Pumplichtabsorption folgt.
Bei der in Abschnitt 4 untersuchten Faser sind aufgrund des mehrstufigen Aufbaus
nur geringe Verluste an der Grenzschicht Glas-Kunststoff zu erwarten, da aufgrund
der verwendeten Pump-NA der größte Teil der Pumpleistung an der Grenzschicht
zwischen Pumpmantel und fluordotiertem Glasmantel geführt wird. Auch die
Verluste durch Mikrokrümmung sind aufgrund des großen Glasquerschnitts und der
daraus folgenden mechanischen Steifigkeit der Faser gering.
Makrokrümmung
Für die Berechnung der Biegungsverluste von Vielmodenfasern mit Stufenindex-
profil wird in [106] angenommen, dass alle in der geraden Faser möglichen Moden
in gleichen Leistungsanteilen auftreten. Die Dämpfung der Moden mit signifikanten
Feldanteilen im Mantel ist so hoch, dass schon nach Laufstrecken im Promille-
bereich des Biegeradius diese Felder keine wesentliche Leistung mehr
transportieren. Für eine übliche 20/400-Faser mit einer Pump-NA von 0,4, die zum
Erhalt der Einmodigkeit des Kerns mit einem Radius von 5 cm aufgewickelt wird,
ergibt sich danach eine Dämpfung von ca. 0,4 dB. Für einen Faserlaser würde dies
bedeuten, dass 9 % Pumpleistung in der ersten Faserkrümmung nach der Pumplicht-
einkopplung ausgekoppelt werden. Dies würde zu starker Erhitzung bzw. zur
Zerstörung der Faser führen, beides konnte im Experiment nicht beobachtet werden.
Offensichtlich ist also die Annahme der Gleichverteilung der Leistung auf die
möglichen Moden nicht zulässig. Sie entspräche einer homogenen Winkelverteilung
der  Pumpstrahlung  im  Fernfeld.  Dies  ist  in  der  Regel  nicht  der  Fall.  In  der  Praxis
lässt sich der minimale Biegeradius für eine Faser in Kombination mit der
vorgesehenen Pumpquelle leicht bestimmen. Wird der Radius so gewählt, dass keine
messbaren Verluste durch Biegung der Faser auftreten, kann diese potentielle
Wärmequelle vernachlässigt werden.
Die Krümmung der Faser dient neben der notwendigen Aufwicklung zur Bauraum-
reduzierung häufig auch der Selektion der Moden im Faserkern. Dabei nutzt man die
Abhängigkeit der Dämpfung von der Ordnung der Mode. Höhere Moden werden bei
gleicher Krümmung stärker gedämpft als niedrige [71] [72]. Für die aktive Faser
wird ein Wickelradius gewählt, der eine hohe Dämpfung für die höheren Moden
bewirkt, ohne dass die Grundmode bereits signifikante Dämpfung erfährt [52]. Die
höheren Moden, die im Kern anschwingen, aber aufgrund der Krümmung in den
Pumpmantel auskoppeln, werden dort wegen der größeren NA des Mantels bis zum
Faserende geführt und tragen somit nicht zur Wärmelast der Faser bei.
3.5 Thermische Effekte in der aktiven Faser
Thermische Besetzung des unteren Laserniveaus
Unter Vernachlässigung der Streuverluste ergibt sich der Kleinsignalverstärkungs-
koeffizient in der Faser zu [12]:
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3.7
? ? ? ? ? ? ? ?? ? ? ?0 2
a
e a
e ag n l n
? ?? ? ? ? ? ? ? ? ?
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?e Emissionsquerschnitt
?a Absorptionsquerschnitt
? Modenüberlapp mit dem dotierten Bereich
l Faserlänge
n0 Dotierungdichte in Atomprozent
n2 durchschnittliche relative Inversion über der Faserlänge
Das Verhältnis ?a/(?e+?a) nimmt mit zunehmender Wellenlänge ab, da der
Absorptionsquerschnitt schneller abnimmt als der Emissionsquerschnitt. Der Term
n2-?a/(?e+?a) wächst somit mit der Wellenlänge und dort wo er zu 0 wird, schlägt
die Verstärkung um in Absorption. Durch thermische Besetzung des unteren Laser-
niveaus vergrößert sich der Absorptionsquerschnitt schneller als der Emissions-
querschnitt. Die Folge ist eine Verschiebung der Wellenlänge, bei der die Faser
transparent wird, und eine Verschiebung des Verstärkungsoptimums hin zu längeren
Wellenlängen.
Bei Laserresonatoren ohne wellenlängenselektive Elemente führt diese
Verschiebung zu einer geringfügigen Reduzierung der Stokes-Effizienz. Da auch die
maximale Verstärkung bei längeren Wellenlängen abnimmt, steigt die Laserschwelle
und der differentielle Wirkungsgrad nimmt ab. Diese beiden Effekte wirken sich
verstärkt bei Lasern aus, die beispielsweise durch FBG wellenlängenstabilisiert sind.
Da die Wellenlänge nicht dem Verstärkungsmaximum folgen kann, sind der Anstieg
der Laserschwelle und die Abnahme des differentiellen Wirkungsgrades stärker
ausgeprägt. Für Verstärker ist weiterhin eine Zunahme der verstärkten spontanen
Emission (ASE) die Folge, wenn die Seedwellenlänge nicht mit dem temperatur-
abhängigen Verstärkungsmaximum zusammenfällt [12].
Thermische Änderung des Brechzahlprofils
Durch die Wärmeentstehung im Faserkern und der Kühlung über den Fasermantel
entsteht in der Faser ein Temperaturgradient. Aufgrund der Temperaturabhängigkeit
der Brechzahl von Quarzglas ändert sich dadurch das Brechzahlprofil der Faser.
Dies kann in Folge eine Änderung der modalen Führungseigenschaften der Faser
bewirken. Die Analyse und Berechnung dieser Effekte wird in Abschnitt 5.8
durchgeführt.
Thermische Spannungen
Der Temperaturgradient in der Faser verursacht außerdem thermische Spannungen.
Theoretisch können diese bei hohen Leistungen und damit Wärmelasten zum
Faserbruch führen. In [13] wird gezeigt, dass vorher andere Effekte die Leistung des
Lasers begrenzen. Die Abhängigkeit des Brechungsindex vom Spannungszustand
bewirkt allerdings ebenfalls eine Änderung des Brechzahlprofils der Faser. Die
thermisch induzierten Spannungen werden deshalb in Abschnitt 5.8 detailliert
untersucht.
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3.6 Thermische Stabilität der verwendeten Materialien
Bei der thermischen Auslegung der aktiven Faser muss die thermische Stabilität der
verwendeten Materialien beachtet werden. Kritisch ist vor allem der im Vergleich zu
Quarzglas niedrige Schmelzpunkt der Kunststoffe der Faserbeschichtungen. Der
geringe Faserdurchmesser bewirkt, dass die Temperatur in der Beschichtung für die
in dieser Arbeit betrachteten Fälle unabhängig von der Kühltemperatur nur ca. 50 -
100 °C unter der im Kern liegt. Der Schmelzpunkt der Beschichtungsmaterialien
liegt aber mindestens 1400 °C unter dem von Quarzglas (1709 °C).
Auf den Kunststoffmantel kann aber in der Regel nicht verzichtet werden: Er
verhindert die Beschädigung und Korrosion des Glases, die durch Rissbildung zum
Faserbruch führt. Dieser Effekt wird vor allem dann wirksam, wenn die Faser unter
Spannung steht. Da aber aktive Fasern mit Ausnahme der bereits erwähnten
Fiberrods auf Grund ihrer Länge aufgewickelt werden, muss eine Kunststoff-
beschichtung aufgebracht werden. Sie begrenzt zusätzlich die lokalen Biegeradien
und reduziert so die auftretenden Spannungen erheblich.
Abhängig vom Faseraufbau dient die Kunststoffbeschichtung weiterhin der
Lichtführung. Durch die niedrigen Brechzahlen der verwendeten Kunststoffe können
große numerische Pumpaperturen realisiert werden, was die Brillanzanforderung an
die Pumpquellen stark reduziert.
Die Schmelztemperaturen der üblicherweise verwendeten Materialien liegen für
Acrylate bei 220 °C, für Silikon bei ca. 300 °C und für Polyamid bei ca. 250 °C. Um
die Langzeitstabilität der Faser zu gewährleisten, muss die Maximaltemperatur in
der Beschichtung deutlich unter der Schmelztemperatur liegen. Genaue Angaben
über die dauerhaft zulässigen Temperaturen für die Polymerbeschichtungen der
Faser sind auch von den Herstellern der Faser nicht erhältlich. Häufig genannte
Richtwerte sind ca. 85 °C für Acrylate, zwischen 100 - 160 °C für Polyamid [79],
200 - 260 °C für Silikon [80] und 385 °C für Polyimid. Diese Werte werden
allerdings ohne Angabe der Testmethode genannt, mit der sie ermittelt wurden. Da
die Definition von dauerhaft zulässigen Temperaturen in Polymeren je nach
Anwendung variiert und keineswegs international genormt ist, können diese Werte
nur der Orientierung dienen. Ziel einer Kühlungsauslegung muss es sein, diese
Werte deutlich zu unterschreiten.
3.7 Stand der Untersuchungen von Temperaturfeldern in Faserlasern
In der Vergangenheit wurden bereits einige Untersuchungen zu thermischen
Effekten in Faserlasern durchgeführt. Die Ergebnisse dieser Veröffentlichungen
werden im Folgenden beschrieben und in Bezug auf ihre Verwendbarkeit für die
vorliegende Fragestellung analysiert.
Die Berechnungen beschränken sich aufgrund des extremen Längen-Durchmesser-
verhältnisses der Fasern meist auf eine Beschreibung der Temperaturverteilung im
Querschnitt. Es wird Rotationssymmetrie angenommen, das Problem wird dadurch
auf eine Dimension reduziert und analytisch beschreibbar. Die zweidimensionalen
Berechnungen berücksichtigen zusätzlich die Wärmelastverteilung längs der
Faserachse. Der Wärmestrom wird als eine homogen über dem Querschnitt verteilte
Wärmequelle im aktiven Laserkern angenommen. Unterschiede zeigen sich in der
Höhe der eingebrachten Wärmeleistung und deren Verteilung über der Faserlänge.
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Beim Faseraufbau variieren die Anzahl und die Radien der Faserschichten, die
Faserlänge und die thermophysikalischen Eigenschaften der Fasermaterialien.
Generell wird in den in Bild 12 aufgeführten Veröffentlichungen jeweils ein
spezieller Fall mit festgelegten Parametern untersucht. Durch Austausch der
Parameter können zwar andere Konfigurationen ebenfalls berechnet werden, eine
systematische Untersuchung der einzelnen am Wärmetransport beteiligten
Komponenten wird aber nicht durchgeführt. Das Verständnis der ursächlichen
Zusammenhänge wird dadurch erschwert. Weiterhin werden vereinfachende
Annahmen getroffen, deren Einfluss auf das Ergebnis teilweise erheblich ist. Häufig
verwendete Vereinfachungen sind:
Der Außenmantel aus Kunststoff wird nicht berücksichtigt. Übliche
Beschichtungsmaterialien haben eine um den Faktor 4 - 6 geringere Wärmeleit-
fähigkeit als Quarzglas. Wie schon in Abschnitt 3.6 erwähnt, müssen Glasfasern
jedoch aus Gründen der Handhabbarkeit mit Kunststoff beschichtet werden. Wird
die Beschichtung vernachlässigt, führt dies je nach Konfiguration zu einer
signifikanten Unterschätzung der Temperatur in der Faser. Weiterhin stellt die
thermische Belastbarkeit des Mantels die Leistungsskalierungsgrenze für die Faser
dar (Abschnitt 3.6). Auch dies wird teilweise nicht berücksichtigt.
Die zur Vereinfachung angenommene konstante Wärmelast längs der Faser weicht
in typischen Konfigurationen deutlich von der Realität ab. Wie in Abschnitt 3.4
dargestellt, kommt es durch die Dämpfung der Pumpstrahlung zu einem über der
Faserlänge exponentiell abfallenden Wärmeeintrag. Aufgrund dessen ist die Wärme-
leistung auch bei beidseitigem Pumpen stark ungleichmäßig verteilt, typischerweise
ist der Betrag der Wärmelast am Pumpende doppelt so groß wie in der Fasermitte.
Wie in Abschnitt 4.5 gezeigt wird, kann die Annahme des Wärmeeintrags
ausschließlich durch die Stokes-Effizienz zu einer signifikanten Unterschätzung
der Wärmelast führen. Durch die Einkoppelverluste und andere in Abschnitt 3.4
beschriebene Verlustmechanismen sind höhere Wärmelasten zu erwarten.
Bei vier der fünf Veröffentlichungen mit konvektiver Faserkühlung wird ein
konstanter Konvektionskoeffizient an der Faseroberfläche verwendet. Da dieser
vor allem bei freier Konvektion in Luft stark temperaturabhängig ist, wird je nach
Wahl des Koeffizienten die resultierende Temperatur über- bzw. unterschätzt.
Die nachfolgende Bild 12 fasst die wichtigsten Parameter der vorliegenden
Veröffentlichungen zusammen. In der letzten Spalte sind die Werte aufgeführt, die
im Rahmen dieser Arbeit untersucht werden.
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Bild 12:Annahmen
und Ergebnisse
veröffentlichter
Temperaturfeld-
berechnungen zu
Doppelkern-
Hochleistungsfaser-
lasern
Veröffentlichung [13] [61] [42] [107] [63] [59]
unter-
suchte
Werte
Kerndurchmesser
in µm 9,2 10 18,5 20/30 24 20 20-40
Pumpmanteldurch
messer in µm 630 700 400 400 400 130 400-730
Kunststoff-
beschichtung
berücksichtigt
Nein Nein Nein Nein Ja Nein Ja
Faserlänge in m 50 50 20 20/60 4 0,12 variabel
Signalleistung
in W 1000 1000 180 750 260 11 1000
Konvektions-
koeffizient in m²K 10 10 10
ca.
20-30 33
Kühlleis-
tung: 72 W
zu
ermitteln
Stokes-Effizienz
in % 81,7 88,7 90,5 86 90 65 93,5-90
Wärmeeintrag
in W/m
6,6
konst.
2,5
konst.
0,94
konst.
7,2-
32
9
konst. 180
zu
ermitteln
Dimensionen des
Modells 1D 1D 1D 2D 1D
3D,
Wärme-
leitung in z
2D/3D
Kerntemperatur
in °C 361,4 141,8 95,6
94-
340 187 270-400
zu
ermitteln
Oberflächentem-
peratur in °C 357,7 140,4 95,2 - 184 340 < 85 °C
Annahmen, die die Übertragbarkeit der Berechnungs-
ergebnisse auf die in dieser Arbeit untersuchten Fälle
einschränken
In der ersten hier behandelten Veröffentlichung von D. C. Brown und H. J. Hoffman
von 2001 [13] 3 sind die oben erwähnten Vereinfachungen gerechtfertigt durch den
prinzipiellen Ansatz dieser umfassenden Untersuchung der thermischen Effekte in
der Faser. Die verwendete Gleichung für die Temperaturverteilung im Querschnitt
und der dahin führende Lösungsweg lassen sich allerdings nur relativ aufwendig auf
zusätzliche Faserschichten erweitern.
Die Veröffentlichung von A. Liem aus dem Jahr 2003 [61] folgt hinsichtlich der
Berechnungen weitestgehend denen von [13]. Es werden lediglich abweichende
Faserparameter und eine höhere Wärmelast eingesetzt. Gleiches gilt für die
Publikation von Y. Huo und P. Cheo von 2004 [42].
Im Unterschied zu [13] werden in der Veröffentlichung von Wang, C.-Q. Xu und H.
Po aus 2004 [107] die Differentialgleichungen für das Temperaturfeld nicht nur für
den Querschnitt der Faser, sondern auch längs der Faserachse aufgestellt. Weiterhin
ist die eingekoppelte Wärmeleistung in dieser Richtung nicht konstant. Sie wird
stattdessen mit einer Lasereffizienz von 72,5 % berechnet und über der Länge der
3 Fehler in Formel 14 und Diagramm 7 (Mit dem Autor kommuniziert)
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Faser anhand der Dämpfungsfunktion für die Pumpleistung verteilt. Damit ist dieses
Modell im Gegensatz zu dem bereits beschriebenen drei-dimensional. Auf der Faser-
oberfläche wird freie Luftkonvektion angenommen. Wichtiger Unterschied zu den
oben beschriebenen Berechnungen ist, dass der Konvektionskoeffizient als Funktion
der Faseroberflächentemperatur formuliert wird. Dadurch wird die Zunahme der
Konvektion mit der Temperatur berücksichtigt.
In der Temperaturfeldberechnung von J. Limpert et al. aus 2003 [63] wird die
Temperaturverteilung im Querschnitt einer 4 m langen Doppelkernfaser analytisch
und mit Hilfe einer FEM-Software berechnet. Dabei wird für eine gegebene
Wärmelast der Temperaturgradient schichtweise betrachtet. Auch der Kunststoff-
mantel der Faser wird untersucht. Für die Energieabgabe an der Faseroberfläche
wird neben der Konvektion auch die Wärmestrahlung berechnet. Die Temperatur-
abhängigkeit des Konvektionskoeffizienten wird nicht berücksichtigt. Die schicht-
bezogene Untersuchung ermöglicht den Einfluss der verschiedenen Faserschichten
auf den Wärmetransport zu erkennen. Der thermische Widerstand der Faser-
schichten wird aber nicht angegeben. Zur Berechnung der Temperaturgradienten der
Faserschichten wird eine vereinfachte Gleichung verwendet, die vor allem bei
kernnahen Schichten zu vermeidbaren Abweichungen von der analytisch genauen
Lösung führt. Der thermische Widerstand des Pumpmantels einer Faser mit 20 µm
Kern- und 400 µm Manteldurchmesser wird dadurch um 60 % unterschätzt. Eine
Besonderheit dieser Veröffentlichung ist die Analyse des Wärmetransports in
Airclad-Fasern. Allerdings wird dabei die Wärmeleitung in den luftgefüllten
Kapillaren außer Acht gelassen. In Folge wird dadurch der Temperaturgradient über
den Airclad überschätzt. Eine Analyse dieser Berechnung findet sich in Abschnitt
5.3.2.
Die Faserkonfiguration bei der Temperaturfeldberechnung von L. Li et al. aus 2005
[59] unterscheidet sich deutlich von den vorangegangenen, da die Faserlänge nur
12 cm beträgt und eine Erbium-Ytterbium-codotierte Faser verwendet wird.
Letzteres führt bei einer Pumpwellenlänge von 980 nm und einer
Emissionswellenlänge von 1500 nm zu einem Verlust durch die Stokes-
Verschiebung von ca. 35 %. In Kombination mit der hohen Dotierung und dem
daraus resultierenden hohen Absorptionskoeffizienten folgt daraus ein sehr hoher
Wärmeeintrag von durchschnittlich 180 W/m. Die Wärmeabfuhr wird bei diesem
Modell nicht durch Konvektion, sondern durch Wärmeleitung in einen die Faser
umgebenden Aluminiumblock gewährleistet. Der Aluminiumblock ist durch einen
thermoelektrischen Kühler gekühlt. Die FEM-Simulation ist aber insofern von
Interesse, als sie ein reales Abbild einer im Experiment überprüfbaren Konfiguration
bildet. Sowohl der Aufbau der Faser als auch die Wärmelast über der Faserlänge
wurden modelliert. Der Gesamtwärmeeintrag wird mit Hilfe von Experimenten aus
der Differenz der eingekoppelten Pump- und Signalleistung ermittelt und mittels der
Funktion für die Pumplichtabsorption über die Faser verteilt. Die Ergebnisse der
Simulation für die maximal auftretende Kerntemperatur stimmen mit denen der
Experimente gut überein.
Diese Berechnung ist die einzige, die die Wärmeleitung in Faserlängsrichtung
berücksichtigt. Ob dies im zu betrachtenden Fall von Bedeutung ist, wird in
Abschnitt 6.3 untersucht.
Mit Ausnahme der letztbesprochenen Veröffentlichung verwenden somit alle
beschriebenen Temperaturberechnungen vereinfachende Annahmen, die die
Aussagekraft der erstellten Modelle für den konkreten Aufbau in Frage stellen. Die
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Vereinfachungen wirken sich generell senkend auf die berechneten maximalen
Temperaturen aus. Aus den Ergebnissen können deshalb keine verlässlichen
Aussagen über die notwendige Kühlung für einen Kilowatt-Faserlaser abgeleitet
werden. Es werden keine Vorschläge für eine technisch umsetzbare Faserkühlung
beschrieben.
Aus dem diskutierten Stand der Technik ergeben sich für die folgende Untersuchung
deshalb folgende Arbeitspunkte:
? Die tatsächliche Wärmelast der aktiven Faser muss experimentell ermittelt
werden.
? Die aktive Faser muss unter Berücksichtigung des Kunststoffmantels
modelliert werden.
? Das zu erstellende Modell soll einfach um zusätzliche Faserschichten
erweiterbar sein und eine effiziente Analyse der Einflussparameter
ermöglichen.
? Bei der Berechnung der konvektiven Kühlung muss die Temperatur-
abhängigkeit der Konvektionskoeffizienten berücksichtigt werden.
? Das erstellte Modell muss experimentell überprüft werden.
? Eine technische Lösung zur Kühlung der aktiven Faser soll gefunden werden.
Der Aufwand für die technische Umsetzung sollte möglichst gering sein.
Die im ersten Arbeitspunkt geforderte Ermittlung der Wärmelast wird in Kapitel 4
durchgeführt. Die Modellierung der Faser unter Berücksichtigung des Kunststoff-
mantels wird in Kapitel 5 durchgeführt. Das in Abschnitt 5.3 entwickelte analytische
Modell erfüllt dabei die Forderung nach Modularität und Erweiterbarkeit. Eine
experimentelle Überprüfung des Modells findet in Abschnitt 5.4.2 statt. In Abschnitt
5.6 wird mit Hilfe eines FEM-Modells eine technische Lösung für die konkrete
Anwendung entwickelt. In Abschnitt 5.7 findet eine Optimierung der System-
komponenten statt. Auf Basis der entwickelten Modelle untersucht Kapitel 6 die
thermische Gestaltung von faserintegrierten Komponenten.
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4 Temperaturmessung am Faserlaser
Zur Durchführung der Temperaturmessung werden zunächst ein geeignetes Mess-
verfahren gewählt und die theoretischen Grundlagen erläutert, die zur Interpretation
der Ergebnisse notwendig sind. Es folgt eine Beschreibung des experimentellen
Aufbaus sowie die Darstellung und Auswertung der Messergebnisse.
4.1 Auswahl des Messverfahrens
Zur Messung der Temperatur eines Objekts können prinzipiell Wärmeleitung und
Wärmestrahlung verwendet werden. Dabei ist ein Messinstrument, welches auf dem
Prinzip der Wärmeleitung beruht, auf Kontakt mit dem Messobjekt angewiesen. Um
das Ergebnis nicht zu verfälschen, darf sich durch die Berührung der Wärmefluss an
der Kontaktstelle nicht signifikant ändern. Mit einem strahlungsempfindlichen
Messinstrument kann berührungslos die vom Messobjekt abgegebene Wärme-
strahlung detektiert werden, aus der sich die Objekttemperatur errechnen lässt.
Die Messung der Fasertemperatur mittels Messfühlern in Form von Thermoelemen-
ten ist aufgrund des geringen Wärmestroms im verwendeten Messaufbau und der
Wärmeabfuhr durch den Fühler nicht sinnvoll möglich. Die hohe Wärme-
leitfähigkeit und Eigenkühlung des Metallfühlers kühlen die Faseroberfläche lokal
deutlich stärker als die freie Konvektion, mit der die Faser im Messaufbau gekühlt
wird. Dieser Effekt konnte in Messungen gezeigt und in einer FEM-Simulation
nachvollzogen werden. Um einen zuverlässigen Kontakt zwischen Fühler und Faser
herzustellen, wird Wärmeleitpaste verwendet. Diese bewirkt durch die lokale
Vergrößerung der Oberfläche eine zusätzliche Kühlung der Faseroberfläche, ihre
Verwendung macht aber die Messung erst möglich.
Bild 13: Ergebnis der
thermischen FEM-
Simulation des
Thermoelements mit
Wärmeleitpaste auf
der Faser
Bild 13 zeigt in einer FEM-Berechnung, wie sich der Messfühler auf die lokale
Temperatur der Faser auswirkt. Erkennbar ist eine lokale Absenkung der Temperatur
um ca. 16 °C. Der resultierende Messfehler ist nicht akzeptabel, eine berührende
Temperaturmessung der Faser ist deshalb nicht sinnvoll. Für die Messung wird
deshalb die Infrarot-Thermografie als berührungsloses Messverfahren verwendet.
Thermofühler
Wärmeleitpaste
Faser
Thermofühlermitte: 71°C
97°C
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4.2 Infrarot-Thermografie
Bei der berührungslosen Temperaturmessung durch Detektion der vom Objekt
emittierten Wärmestrahlung ist für die Auswertung eine Reihe von Parametern des
Messobjekts und der Messstrecke zu berücksichtigen.
Die abgegebene Strahlungsintensität von realen Messobjekten weicht in der Regel
deutlich von der idealen spezifischen Ausstrahlung eines Schwarzen Strahlers ab.
Diese Abweichung wird über den Emissionsgrad eines Messobjekts beschrieben.
Dieser kann Werte zwischen 0 und 1 annehmen und ist abhängig von [62]:
? Werkstoff
? Oberflächenbeschaffenheit
? Winkel zur Flächennormalen
? Wellenlänge
? Temperatur
Die spezifische Ausstrahlung eines realen Messobjekts im Vergleich zu einem
Schwarzen Strahler ist schematisch in Bild 14 dargestellt [51].
Aus der Abhängigkeit des Emissionsgrads von der Wellenlänge folgt, dass der
Emissionsgrad für den begrenzten spektralen Messbereich eines Thermografie-
systems abhängig ist von der Breite und Lage dieses Bereichs im Spektrum der
ausgesandten Strahlung. Der Emissionsgrad für einen solchen Ausschnitt wird
Bandemissionsgrad genannt [62]. Da sich aufgrund des Planck’schen Strahlungs-
gesetzes das Maximum der spezifischen Ausstrahlung mit Veränderung der
Temperatur verschiebt, kann der Bandemissionsgrad eines realen Strahlers
temperaturabhängig sein. Für die Temperaturmessung an einem realen Objekt folgt
daraus, dass für genaue Messungen die Funktion F = ?(T) des Bandemissionsgrads
ermittelt werden muss. Die Messungen für die zu messende Faser sind in Abschnitt
4.4 dargestellt.
Bild 14: Unterschiede
in der spezifischen
Ausstrahlung
zwischen Schwarzem,
Grauem und Realem
Strahler [51]
In Bezug auf die Messtrecke muss die spektrale Transmissivität von Luft
berücksichtigt werden. Das verwendete System detektiert Strahlung im Bereich von
3,4 bis 5 µm und nutzt damit eines der beiden sogenannten „atmosphärischen
Schwarzer Strahler: ??????
grauer Strahler: ???????
realer Strahler: ????f(?,T,...)
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Fenster“. In diesen „Fenstern“ besitzt Luft einen relativ hohen Transmissionsgrad,
der aber erkennbar < 1 ist. In Folge müssen die Verluste der Messstrecke in
Abhängigkeit von der Länge berücksichtigt werden [78].
Die von der Messstrecke ausgesandte Wärmestrahlung überlagert die des Mess-
objekts. Deshalb muss neben der Transmissivität der Messstrecke auch deren
Temperatur berücksichtigt werden.
Im Folgenden werden die thermografischen Grundgleichungen dargestellt, die den
Berechnungen für die Auswertung der Thermografiemessungen zugrunde liegen.
Die vom Messobjekt abgegebene Gesamtstrahlungsmenge ?0 berechnet sich aus:
4.1
0 ? ? ?? ?? ?? ??
mit
? ?0T? ?? ? ?? emittierter Strahlungsanteil
? ?UT? ?? ? ?? reflektierter Strahlungsanteil
? ?HT? ?? ? ?? transmittierter Strahlungsanteil
? Emissionsgrad
? Reflexionsgrad
? Transmissionsgrad
T0 Objekttemperatur
TU Umgebungstemperatur
TH Hintergrundtemperatur
Für den Emissions-, Reflexions- und Transmissionsgrad eines Messobjekts gilt:
4.2
1 ? ? ?? ? ?
Für ein nichttransparentes Messobjekt vereinfacht sich dieser Zusammenhang zu:
4.3
1 ? ?? ?
Der Fehler, der durch die Annahme der Opazität des Messobjekts entsteht, wird in
Abschnitt 4.4 überprüft.
Diese Strahlung wird auf der Messstrecke bis zur Thermografiekamera
abgeschwächt und mit der Strahlung der Messstrecke überlagert. Die abgeschwächte
Strahlung ?´0bestimmt sich aus dem Transmissionsgrad ?M der Messstrecke und der
Strahlung des Messobjekts ?0:
4.4
0 0M??? ? ??
Zu dieser addiert sich die von der Messstrecke abgegebene Strahlung ?M. Für die
am Thermografiegerät ankommende Gesamtstrahlung ?’’0 gilt:
4.5
0 0 M?? ?? ? ? ??
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Die von der Messstrecke abgegebene Strahlung ?M bestimmt  sich  unter  der
Bedingung, dass keine Reflexion stattfindet, aus:
4.6
? ? ? ?1M M MT?? ? ? ??
Durch Einsetzen der Gleichungen 4.4, 4.5 und 4.6 in die Gleichung 4.1 und
Auflösen nach T0 erhält man die Grundgleichung der Thermografie:
4.7
? ? ? ? ? ? ? ?0
1
0
1
1M M U
M
T
T
T
? ??
?
?
??? ? ? ??? ?? ? ??? ?
? ?? ? ? ?
? ?? ?
In dieser Gleichung ist ?-1 die Umkehrfunktion zu ?(T), welche die geräte-
spezifische Temperaturkennlinie darstellt. ?-1 erlaubt eine Zuordnung der
Strahlungsintensität zu einer Temperatur. Zur Auswertung einer Thermografie-
messung werden neben der gemessenen Strahlungsintensität ?’’0 somit folgende
Daten benötigt:
? ? Emissionsgrad des Messobjekts
? TU Umgebungstemperatur
? ?M Transmissionsgrad der Messstrecke
? TM Temperatur der Messstrecke
Für die folgenden Messungen entfällt die Unterscheidung zwischen Umgebungs-
und Messstreckentemperatur, da beide Temperaturen der Lufttemperatur im Labor
entsprechen. Der Transmissionsgrad der Messstrecke errechnet das verwendete
Thermografiesystem aus der Länge der Messstrecke. Der Bandemissionsgrad der
Faser hingegen muss explizit angegeben werden. Da dieser wie beschrieben weder
sinnvoll zu berechnen ist noch Herstellerangaben erhältlich sind, muss er
experimentell ermittelt werden.
4.3 Thermografiemessung an transmittierenden Medien
Die Vereinfachung der Gleichung 4.2 zu Gleichung 4.3 setzt die Opazität des
Messobjekts voraus. Diese Bedingung ist für die Materialien der Faser nicht erfüllt.
Reines Quarzglas transmittiert Infrarotstrahlung bis ca. 4,2 µm, die Transmissivität
nimmt allerdings oberhalb von 3 µm stark ab. Von einer Opazität der Faser im
Messbereich der Kamera kann aber nicht ausgegangen werden. Da für den Faser-
mantel in der Literatur keine Werte verfügbar sind, wird der Transmissionsgrad des
Mantels gemessen. Dazu wird ein Infrarot-Spektralphotometer verwendet, das mit
einem Mikroskop ausgestattet ist. Von der Faser werden Außen- und Innenmantel
gemeinsam abgelöst und auf dem Objektträger platziert. Der Messbereich wird
mittels einer Blende so gewählt, dass die maximale Schichtdicke des vollständigen
Fasermantels für die Transmissionsmessung verwendet wird. Zunächst wird eine
Referenzmessung ohne das Messobjekt durchgeführt, dann wird der Objektträger im
Strahlengang platziert und die spektrale Transmissivität relativ zur Referenzmessung
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bestimmt. Bild 15 zeigt die Transmissionsmessung des Fasermantels der Testfaser
sowie zweier kommerziell erhältlicher 20/400-Fasern und eines am ILT
hergestellten Recoats aus Efiron UVF PC-373 der Firma Luvantix. Bei der
Interpretation der Ergebnisse ist zu beachten, dass aufgrund von Messfehlern die
Transmission tendenziell größer ist als die Messwerte ausweisen. Die Streuung im
Material und die Linsenwirkung der Probenform lenkt Licht aus dem Messstrahlen-
gang, sodass nicht alles transmittierte Licht den Sensor erreicht. Aufgrund dessen
schwanken die Messwerte bei Messungen an unterschiedlichen Stellen der Probe
erheblich. Beispielsweise variiert der Transmissionswert der Liekki-Faser-
beschichtung bei 4,7 µm zwischen 12 und 24 %. Die Reproduzierbarkeit der
Messung an der gleichen Stelle der Probe ist jedoch gut, die Abweichung bei
Wiederholung der Messung liegen absolut über den gesamten Messbereich bei
weniger als 0,2 %.
Bild 15:
Transmissions-
messung der
Fasermäntel der
Testfaser und von
Hardclad-Fasern
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Trotz der unvermeidbaren Messfehler lassen sich aus dem Vergleich der Mess-
kurven Erkenntnisse ableiten. Die in Kapitel 4 untersuchte Faser zeigt eine geringe
Transmission im Bereich zwischen 3,7 und 5,5 µm. Einen Beitrag dazu leistet die
relativ große Dicke der Beschichtung dieser Faser. Die in der Form sehr ähnlichen
Transmissionskurven der Faserbeschichtung der kommerziellen Fasern sowie des
Recoats weisen darauf hin, dass es sich um ähnliche, wenn nicht gleiche, Materialien
handelt. Die unterschiedliche Höhe der Transmission korreliert mit der Schichtdicke,
die im Fall der Faserbeschichtungen 50 µm und im Fall des Recoats 250 µm beträgt.
Der unterschiedlich starke Einbruch der Transmission bei 4,25 µm ist auf eine
Veränderung der Kohlendioxid-Konzentration in der Messkammer zurückzuführen.
Für die Thermografiemessung ist letztendlich bedeutsam, dass die Faser-
beschichtungen im Messbereich der Kamera nicht opak sind, die Vereinfachung von
Gleichung 4.2 zu 4.3 somit zunächst nicht zulässig ist. Es wird nicht nur Strahlung
von der Oberfläche der Faser, sondern auch Strahlung von der Oberfläche des
Quarzmantels und in geringem Umfang aus dem Inneren der Faser von der
Thermografiekamera erfasst. Die Folge für die Genauigkeit des Messergebnisses
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wird im folgenden Abschnitt 4.4 im Zusammenhang mit der Kalibrierung der
Kamera diskutiert.
4.4 Messung der Emissivität der Faser
Drei Verfahren können bei der Bestimmung des Bandemissionsgrads eines Objekts
eingesetzt werden [37]:
? Methode 1: Die Temperatur des Messobjekt wird mit einem Kontakt-
thermometer gemessen und der am Thermografiesystem voreingestellte Band-
emissionsgrad solange verändert, bis die Temperaturen von beiden Mess-
verfahren übereinstimmen.
? Methode 2: Das Messobjekt wird mit einem Lack beschichtet, dessen Band-
emissionsgrad bekannt ist. An der Thermografiekamera wird der Band-
emissionsgrad eingestellt und auf der lackierten Oberfläche die Temperatur
thermografisch bestimmt. Anschließend wird die Temperatur auf der
unlackierten Fläche des Messobjekts gemessen und der Emissionsgrad
angepasst, bis beide Temperaturen übereinstimmen. Statt des Lacks kann
analog ein Aufkleber verwendet werden.
? Methode 3: In das Messobjekt wird ein Loch gebohrt, dessen Tiefe fünfmal so
groß ist wie sein Durchmesser. Wenn der Emissionsgrad der Innenwände des
Lochs größer als 0,5 ist, beträgt der Emissionsgrad der Öffnung ca. 1, sodass
ein Schwarzer Strahler am Messobjekt entsteht. Anschließend wird eine
Vergleichsmessung zur Oberfläche des Objekts durchgeführt.
Methode 3 ist für Faserkomponenten aufgrund der geringen Abmessungen nicht
anwendbar. Methode 1 und 2 sind nicht ohne Modifikation anwendbar. Wie in
Abschnitt 4.4.1 gezeigt, kann die Fasertemperatur im Laserbetrieb nicht durch ein
Kontaktthermometer gemessen werden. Auch das Aufbringen einer Lackierung oder
eines Aufklebers verfälscht die Messung durch die Kühlwirkung des erhöhten
Emissionsgrads der Beschichtung. Zudem wird durch die zusätzliche Schicht der
Durchmesser der Faser nennenswert vergrößert. Die Folge ist eine stärkere
Wärmespreizung und lokale Temperaturabsenkung.
Einen Ausweg bietet die Erwärmung der Faser durch einen Warmluftstrom von
außen. Die konvektive Abkühlung des Kontaktthermometers kann dadurch elimi-
niert werden, sodass das Thermometer der Faser keine Wärmeenergie entzieht. Bei
Methode 2 wird durch eine Erwärmung von außen die verstärkte Wärmespreizung
vermieden.
Für beide Verfahren gilt allerdings, dass die Emissionsgrade von Fühler bzw.
Beschichtung sich von der der Faser unterscheiden. Die Messstelle und die Faser-
oberfläche geben deshalb unterschiedlich viel Wärmeenergie durch Strahlung ab.
Eine Eingrenzung der tatsächlichen Temperatur der Faseroberfläche ist durch
Kombination der beiden Verfahren möglich. Die metallische Messspitze des
Thermoelements hat einen kleineren Emissionsgrad als die Faser und gibt weniger
Wärme als diese ab. Eine Faserbeschichtung kann mit einer größeren Emissivität als
die der Faser gewählt werden. Folglich kann mit Hilfe beider Verfahren eine obere
und untere Grenze für die tatsächliche Fasertemperatur gefunden werden, sodass
gilt:
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4.8
Beschichtung Faseroberfläche ThermoelementoberflächeT T T? ?
Da die Referenztemperatur nicht mit Hilfe der Kamera bestimmt wird, werden
eventuelle Verluste und Beeinflussungen der Messstrecke sowie Einschränkungen
durch das Auflösungsvermögen der Thermografiekamera bei der Kalibration
berücksichtigt. Bild 16 zeigt die Anordnung der Faser und der Thermoelemente zur
Durchführung der Emissivitätsmessung.
Bild 16:
Positionierung der
Thermoelemente und
Thermografie aus den
Emissivitäts-
messungen ohne Lack
Entgegen der üblichen Vorgehensweise, den Bandemissionsgrad des unlackierten
Faserteils iterativ während der Messungen an der Thermografiekamera zu ermitteln,
werden die Temperaturen für den unbeschichteten Teil der Faser mit einem
eingestellten Bandemissionsgrad von 1 gemessen. Durch eine lineare Ausgleichs-
funktion kann der Zusammenhang zwischen der Temperatur der Thermoelemente
und der Temperatur des lackierten Faserteils gefunden werden. Die Temperatur-
werte, die mit der Thermografiekamera bei einem eingestellten Bandemissionsgrad
1 an der Faser gemessen werden, können damit in die tatsächlichen umgerechnet
werden.
Der Vorteil an dieser nachträglichen Umrechnung der Temperaturen liegt in der
einfacheren Handhabung. Da der Bandemissionsgrad der Faser temperaturabhängig
zwischen 0,75 und 0,88 schwankt, muss bei dessen Voreinstellung an der Kamera
vor jeder Messung der zu erwartende Temperaturbereich geschätzt werden, um den
entsprechenden Bandemissionsgrad einzustellen. Anschließend muss nachjustiert
werden, wenn die gemessene von der geschätzten Temperatur abweicht. Dies
entfällt bei der nachträglichen Umrechnung der Temperatur.
Die Messergebnisse sind in Bild 17 dargestellt. Das Diagramm zeigt die
Temperaturen, die mit den Thermoelementen oder mit der Kamera auf dem
lackierten Faserteil gemessen wurden, über der mit dem Bandemissionsgrad 1
gemessenen Temperatur. Wie erwartet, sind die Messwerte der Thermoelemente
höher als die der Kamera auf dem Lack. So werden bei 100 °C und einem
Bandemissionsgrad von 1 mit den Thermoelementen 110 °C und auf der lackierten
Fläche 105 °C gemessen (Bild 17). Die tatsächliche Temperatur der Faser liegt
zwischen diesen Werten.
T3
T1 T2
T4
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Bild 17: Temperatur
gemessen mit
Thermoelement bzw.
Thermokamera auf
lackiertem Faserteil
mit ?=0,92
aufgetragen über der
Temperatur der Faser
gemessen mit der
Thermokamera auf
dem unlackierten Teil
mit ? = 1 [25]
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Die Umrechnungsfunktion für die mit der Thermografiekamera mit einem ? = 1
gemessenen Temperaturen der Faseroberfläche auf die Temperaturwerte der
Thermoelemente lautet:
4.9
, 11,14 2,56Thermoelement AußenbeschichtungT T C? ?? ? ? ?
Die Messung wird auch für die Faser ohne Kunststoffmantel durchgeführt. In
Bild 18 ist der Zusammenhang zwischen den mit der Thermografiekamera mit ? = 1
und den mit den Thermoelementen gemessenen Temperaturen aufgetragen. Da der
Transmissionsgrad von Quarzglas im spektralen Messbereich der Thermografie-
kamera 30 % beträgt [37], ist das Emissionsvermögen deutlich niedriger als das der
Außenbeschichtung.
Bild 18: Temperatur
gemessen mit
Thermoelement
aufgetragen über der
Temperatur gemessen
mit der
Thermokamera mit
? = 1 auf der
unbeschichteten
Glasfaser [25]
20 30 40 50 60 70 80 90 100
20
30
40
50
60
70
80
90
100
110
120
130
140
 Mittelwert aus T3 und T4
Te
m
pe
ra
tu
r T
he
rm
oe
le
m
en
te
 in
 °
C
Temperatur Thermokamera mit ? = 1 in °C
T3
T4
T Thermo-
grafiekamera
ohne Lack
T Thermo-
grafiekamera
mit Lack
Faserstück
mit Be-
schichtung
T3
T4
Faserstück
ohne Be-
schichtung
Temperaturmessung am Faserlaser
32
Die Umrechnungsfunktion für die Temperaturen der Glasfaser lautet:
4.10
, 11,58 5,68Thermoelement GlasfaserT T C? ?? ? ? ?
Thermografiemessung an transmittierenden Medien
Für die Berechnung der Wärmelast der Faser in Abschnitt 5.2 werden die
Temperaturmessungen aus Abschnitt 4.4 verwendet, die mit der hier durchgeführten
Messung kalibriert werden. Dabei wird davon ausgegangen, dass die gemessene
Temperatur der Oberflächentemperatur der Faser entspricht. Wie aber in Abschnitt
4.3 bereits erläutert emittiert nicht nur die Faseroberfläche, sondern es emittieren
auch das Volumen der Faserbeschichtung und in geringem Umfang Faserkern und -
mantel. Ein Messfehler entsteht dadurch, dass bei der Kalibrationsmessung alle
Schichten der Faser die gleiche Temperatur besitzen. Bei der Temperaturmessung
hingegen bildet sich durch die Erwärmung vom Faserkern her ein
Temperaturgradient aus. Da die Innenseite des Fasermantels und der Faserkern eine
höhere Temperatur als die Oberfläche der Faser erreichen, wird zusätzlich
Wärmestrahlung durch die Faseroberfläche emittiert und die gemessene
Oberflächentemperatur ist höher als die tatsächlich vorliegende. Im Folgenden wird
eine Abschätzung des Fehlers im ungünstigsten Fall vorgenommen unter der
Annahme, dass die Pumpmanteloberfläche einen Schwarzen Strahler darstellt, also
die maximal mögliche Strahlungsleistung aussendet.
Bei gemessenen Temperaturen von maximal 150 °C und Kühlung durch freie
Konvektion beträgt der Wärmestrom ca. 15 W/m. Der daraus resultierende
Temperaturgradient über die Beschichtung beträgt ca. 7 °C 4. Die Strahlungsleistung
des Pumpmantels unter der oben getroffenen Annahme beträgt bei der Kalibrations-
messung 2,8 W und erhöht sich durch die Temperaturerhöhung bei der Messung im
Laserbetrieb auf 3 W/m. Nimmt man für die Beschichtung der Faser eine Emissivität
von 0,9 an, beträgt die durch Strahlung abgegebene Wärme an der Beschichtungs-
oberfläche bei 150 °C 6,4 W/m. Mit Gleichung 4.3 unter Vernachlässigung der
Reflektivität beträgt die durch den Mantel transmittierte Strahlungsleistung des
Pumpmantels 0,3 W. Die Summe der abgestrahlten Leistung beträgt somit 6,7 W.
Die Veränderung der transmittierten Strahlungsleistung bei der Messung im Laser-
betrieb gegenüber der Kalibrationsmessung durch die Temperaturerhöhung des
Pumpmantels um 7 °C beträgt 0,02 W und damit 0,3 % der Gesamtstrahlungs-
leistung. Bei einer Transmissivität des Mantels von 20 % beträgt die Gesamtleistung
6,3 W und die Veränderung 0,04 W bzw. 0,6 %. Die Tabelle in Bild 19 fasst die
Ergebnisse für ? = 0,9, und ? = 0,1 zusammen.
4 Die Berechnung erfolgt analog zu Abschnitt 5.3.2 unter Annahme reiner Wärmeleitung in der Faser. Wie in Abschnitt 5.1.4 dargelegt, ist der
Temperaturgradient durch den Wärmetransport durch Strahlung in der Faser mit dieser Rechnung überschätzt. Der hier untersuchte Messfehler
ist kleiner als berechnet.
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Bild 19: Messfehler
durch transmittierende
Faserbeschichtung Oberflächen-
temperatur
Beschichtung
Oberflächen-
temperatur
Pumpmantel
Strahlungs-
leistung
Beschichtung
(? = 0,9,
? = 0,1)
transmittierte
Strahlungs-
leistung
Pumpmantel
Gesamt-
strahlungs
leistung
Kalibrations-
messung 150 °C 150 °C 6,4 W/m
?*2,8 W =
0,28 W 6,68 W
Temperatur-
messung im
Laserbetrieb
150 °C 157 °C 6,4 W/m ?*3 W =0,3 W 6,7 W
Der Messfehler, der dadurch entsteht, dass bei der Messung gegenüber der
Kalibrationsmessung ein Temperaturgradient in der Faser vorliegt, ist somit deutlich
< 1 % und liegt damit im Bereich der Messgenauigkeit des Thermografiesystems.
Weiterhin wird durch diesen Fehler die gemessene Temperatur und damit die
Wärmelast überschätzt, in Bezug auf die Auslegung der Kühlung ergibt sich daraus
eine zusätzliche Sicherheit.
4.5 Temperaturmessung der Faser
Für die Temperaturmessung wurde eine Faser des Instituts für Photonische
Technologien (IPHT), Jena, gewählt. Der Aufbau der Faser ist in Bild 20 dargestellt.
Bei dieser Faser handelt es sich um eine Mehrstufenindexfaser. Um eine große
Pump-NA zu erreichen, wird das Brechzahlprofil von innen nach außen zweistufig
abgesenkt. Den Pumpmantel umgibt ein 65 µm starker fluordotierter Quarzglas-
mantel, der wiederum von einem Silikonmantel umgeben ist. Die NA des Pump-
mantels beträgt 0,25, die NA des Fluormantels 0,38. Für die Versuche wird eine NA
der Pumpquelle von 0,22 gewählt, der Fluormantel führt so auch noch Streulicht der
Pumpquelle. Dies verringert die thermische Last an den Einkoppelstellen der Faser.
Auch bei der Wahl einer größeren NA wird immer ein Teil des Lichts an dieser
Grenze geführt. Dadurch werden die Verluste an der Silikonschicht reduziert.
Bild 20: Schematische
Darstellung des Faser-
querschnitts der
40/730-Faser
Für die Messungen hat diese Faser den Vorteil eines großen Durchmessers und
damit einer großen mechanischen Stabilität. Dies ermöglicht eine einfache
Halterung der Faser wie sie in Bild 21 dargestellt ist. Damit wird eine gute
Zugänglichkeit der Faser für die Thermografiekamera erreicht. Weiterhin wird in
diesem Aufbau die Faser vollständig durch freie Konvektion gekühlt. Diese Form
der Kühlung lässt sich, wie in Abschnitt 5.1.3 beschrieben, mit Hilfe verfügbarer
Literaturwerte analytisch berechnen. Die Berechnung der Kühlung für eine Faser,
die auf einen massiven Spulenkörper aufgewickelt ist, erfordert ein zwei-
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dimensionales FEM-Modell und ist deshalb wesentlich aufwendiger. Zudem ist sie
aufgrund der nicht vollständig bekannten Kontaktverhältnisse, unbekannter
Strömungsverhältnisse sowie des Zusammenwirkens von Konvektion und Wärme-
leitung mit einer größeren Unsicherheit behaftet.
Bild 21: Messaufbau
zur Temperatur-
messung der Faser
und Thermografiebild
der Messung
In der Mitte ist die Faserspule zu erkennen, die von sechs Haltern getragen wird. Sie
ist von drei Seiten zugänglich für die Thermografiekamera. Im Bildvordergrund und
rechts im Bild sind die Faserhalter, Spiegel und Leistungsmessköpfe für Ein- und
Auskopplung erkennbar. Aufgrund der Empfindlichkeit der für die Aufnahme
verwendeten CCD-Kamera im nahen Infrarotbereich ist das Auftreffen der Signal-
strahlung auf dem Messkopf rechts im Bild erkennbar. Rechts in Bild 21 ist eine
Thermografieaufnahme der Faserspule zu sehen, bei der fünf Faserwindungen
erfasst werden. In die untere Windung wird eingekoppelt, der Temperaturabfall in
den folgenden vier Windungen ist deutlich erkennbar In Bild 22 ist der Versuchs-
aufbau schematisch dargestellt, er entspricht prinzipiell dem in Abschnitt 3.3.4
erklärten Freistrahlaufbau.
Bild 22: Messaufbau
für Thermografie-
messung
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Die Pumpleistung beträgt bei einer Pumpwellenlänge von 976 nm 164 W von der
Auskoppelseite und 159 W von der Rückkopplungsseite. Die in diesem Aufbau
erreichte Signalleistung beträgt beim ausschließlichen Pumpen von der Auskoppel-
seite 116 W und beim beidseitigen Pumpen 253 W.
Bild 23: Temperatur-
verlauf über der
Faserlänge
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Bild 23 zeigt den gemessenen Temperaturverlauf. Auf der rechten Seite des
Diagramms befindet sich der Rückkoppelspiegel, auf der linken Seite wird das
Signal ausgekoppelt. Zum Vergleich ist der erwartete Temperaturverlauf aufgrund
der durch die Stokes-Verschiebung verursachten Wärmelast aufgetragen5. Die
gemessenen Temperaturen liegen durchweg höher als theoretisch erwartet. Im
mittleren Bereich der Faser ist die Abweichung allerdings kleiner als 5 °C, der
Temperaturverlauf wird hier durch die Theorie gut angenähert. Zu den Enden hin
zeigen sich aber deutliche Abweichungen. Dabei sind jeweils die letzten 15 cm der
Faser in dieser Messung nicht erfasst, da sich beide Faserenden in gekühlten Haltern
befinden. Um die Faserenden zu untersuchen, ist eine zusätzliche Messung der
Enden notwendig. Dazu werden Faserhalter verwendet, die einen Zugang der
Thermografiekamera zu den Faserenden erlauben. Bild 24 zeigt den verwendeten
Aufbau.
5 Aus der Dämpfungsfunktion für die Pumplichtabsorption und der zugrunde gelegten Effizienz der Umwandlung kann die Wärmelast-
verteilung über die Faserlänge berechnet werden. Aufgrund der schwachen Kühlung durch freie Konvektion kann bei der Berechnung der
Fasertemperatur die Wärmestrahlung nicht vernachlässigt werden. Die resultierenden Oberflächentemperaturen können prinzipiell iterativ
analytisch bestimmt werden. Da zu Beginn der Rechnung die Oberflächentemperatur unbekannt ist, muss sie geschätzt werden, und
entsprechend müssen der Konvektionskoeffizient und der Strahlungsanteil berechnet werden. Mit diesen Werten kann dann die Oberflächen-
temperatur bestimmt werden. Weicht das Ergebnis weit von der Schätzung ab, muss die Rechnung unter Einsetzen des Ergebnisses wiederholt
werden. Einfacher als dieses Vorgehen ist aber das hier verwendete numerische Verfahren, bei dem die Temperaturabhängigkeit des
Konvektionskoeffizienten und der Emissivität in Form von Tabellen berücksichtigt werden. Durch anschließende analytische Rechnung mit der
nun bekannten Oberflächentemperatur kann die exakte Übereinstimmung von FEM- und analytischer Rechnung gezeigt werden
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Bild 24: Faserhalter
für die Thermografie-
messung an den
Faserenden
Die Faser wird in drei Paaren scherenartig verschränkter Blechstreifen gehalten. Die
Wärmeabfuhr  aus  der  Faser  über  die  Halterung  wird  auf  diese  Weise  gering
gehalten. Der Aufbau ist aber weit weniger mechanisch und thermisch stabil als die
bei der vorangegangenen Messung verwendeten Faserhalter. Eine Untersuchung des
Rückkoppelendes ist mit diesen Haltern nicht möglich, da eine stabile
Rückkopplung nicht einjustiert werden kann. Das Ergebnis der Messung ist in Bild
25 dargestellt. Die Signalleistung beträgt 88 W bei einer Pumpleistung von 116 W
bei 976 nm. Die Faser ist 9 m lang.
Bild 25: Messung des
Temperaturverlaufs
am Einkoppelende
0 20 40 60 80 100 120 140 160
20
30
40
50
60
70
80
 Temperatur gemessen bei 116 W
 Temperatur aus Stokes-Effizienz
Te
m
pe
ra
tu
r d
er
 F
as
er
ob
er
flä
ch
e 
in
 °
C
Faserlängskoordinate in cm
Das Diagramm in Bild 25 zeigt, dass die Temperatur zum Ende weiter ansteigt. Die
blaue Linie zeigt wieder den aufgrund der Stokes-Effizienz erwarteten Temperatur-
verlauf 6. Die gemessenen Temperaturen liegen an den Faserenden also weit über
6 Fehlerbetrachtung der Messung bzw. des Vergleichs mit der theoretischen Temperatur: Durch die Anordnung der Faserwicklungen in
vertikaler Richtung erhöht sich die Strömungsgeschwindigkeit und damit die freie Konvektion an der Faserspule. Diesem Effekt entgegen
wirkt die Erwärmung der Luft, die für die oberen Spulenwindungen zu einer effektiven Erhöhung der Kühltemperatur führt. Eine Berechnung
dieses Effekts wird in der einschlägigen Literatur nicht behandelt [104]. Der Effekt tritt allerdings nur dort auf, wo die Faser spulenförmig
aufgewickelt ist. Wie in Bild 21 zu erkennen, sind jeweils die letzten 50 cm der Faser von der Spule weggeführt, sodass in diesen Bereichen die
strengen Bedingungen des verwendeten Berechnungsverfahrens gelten. Damit ist die Wärmelastberechnung in den kritischen Bereich nicht mit
diesem systematischen Fehler belastet und die verwendete Abschätzung der maximal auftretenden Wärmelasten stellt auch für den
Spulenbereich eine sichere obere Grenze dar.
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denen, die eine Abschätzung über die Stokes-Effizienz ergibt. Als Ursachen kommt
eine Reihe von Effekten in Frage die im Folgenden untersucht werden.
Bei den Messwerten der einseitig gepumpten Faser fällt eine zunehmende
Abweichung zum nichtgepumpten Ende der Faser hin auf. Das Minimum der Faser-
temperatur  liegt  nicht  wie  erwartet  am Ende,  sondern  ca.  3  m vor  Ende  der  Faser.
Eine denkbare Ursache dafür ist die Rückreflexion des nicht absorbierten
Pumplichts an der Austrittsfacette. Diese beträgt in dieser Konfiguration jeweils ca.
10 W 7. Ein Temperaturanstieg zum Ende hin ist aber nur dann erklärbar, wenn
durch einen Fehler beim Brechen der Faser der Winkel der Facette von 90 °
abweicht oder andere Fehler vorhanden sind. Denn die Fresnel-Reflexion beträgt an
dieser Stelle 3,5 %. Die effektiv vorhandene Pumpleistung würde sich am Ende der
Faser also maximal um diesen Prozentsatz erhöhen, eine Temperaturerhöhung von
über 15 °C lässt sich damit nicht erklären. Eine fehlerhafte Facette hingegen
vergrößert die numerische Apertur des reflektierten Lichts, sodass Anteile die Faser
verlassen und in der Beschichtung absorbiert werden. Dass dieser Effekt allerdings
auch in 4 m Entfernung von der Pumpquelle noch wirkt, ist anzuzweifeln.
Eine fehlerhafte Facette kann auch Anteile des austretenden und an dieser Stelle
wieder eingekoppelten Signallichts streuen oder dessen NA vergrößern. Allerdings
wird beim Aufbau der Messung der Faserbruch kontrolliert und darauf geachtet,
dass der Faserkern eine glatte Bruchfläche aufweist und die Winkelabweichung
nicht größer als 1 ° beträgt. Ein solch kleiner Winkelfehler kann die kleine NA des
Signallichts nicht so weit vergrößern, dass dieses die NA des Pumpmantels
überschreitet. Auch Aberrationen durch ungenügende Justage des Rückkoppel-
strahlengangs sollten NA und Abbildung des Faserkerns nur in geringem Maße
vergrößern, sodass diese Fehler die Temperaturerhöhung nicht erklären können.
Die starke Temperaturerhöhung auf der Rückkoppelseite ist auch beim beidseitigen
Pumpen erkennbar. Sie wird hier überlagert von der Temperaturerhöhung, die auch
beim einseitigen Pumpen auf der Pump- bzw. Signalaustrittsseite erkennbar ist.
Diese Erwärmung kann durch die lokal erhöhte Absorption des Pumplichts in
diesem Bereich erklärt werden. Ein Teil des modalen Spektrums des Pumplichts
weist zu Beginn der Propagation in der Faser einen guten Modenüberlapp mit dem
Kern auf. Dieser Teil der Moden wird überdurchschnittlich stark absorbiert und steht
im weiteren Verlauf der Faser nicht zur Verfügung [70]. Der lokale Absorptions-
koeffizient ist deshalb pumpseitig zunächst deutlich höher als der der gesamten
Faser 8. Eine Messung an einer Doppelkernfaser mit kreisrundem Mantel zeigt einen
gegenüber der langen Faser dreifach überhöhten Absorptionskoeffizienten auf der
Einkoppelseite [8]. Die hier gemessene Temperatur entspricht einer Wärmelast, die
ein 3,5-fach erhöhter Absorptionskoeffizient verursachen würde. Eine Übertragung
dieser Beobachtung auf andere Konfigurationen ist aber nicht möglich, da der
Absorptionskoeffizient in der Nähe der Einkopplung u.a. von der Modenverteilung
des Pumplichts und der Justage der Faser zur Pumpquelle abhängt.
7 Da sich die nichtabsorbierte Pumpleistung in dem beschriebenen Aufbau nicht direkt bestimmen lässt, wurde dieser Wert in einer
vorangegangenen Messung bestimmt, bei der jeweils eine Pumpquelle aus dem Aufbau entfernt wurde.
8 Bei der Bestimmung des Pumplichtabsorptionskoeffizienten einer Faser wird häufig die sogenannte „Cut-Back-Methode“ verwendet. Dabei
wird die Transmission der Faser gemessen, die im Verlauf der Messung sukzessive gekürzt wird. Nach [74] wird dabei in der Regel ein
konstanter Absorptionskoeffizient gemessen, die Faser wird aber aufgrund des beschriebenen Effekts nicht auf eine Länge unter ca. 2 m
gekürzt.
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Analog zu der lokal erhöhten Kernabsorption kann es einkoppelseitig zu einer
anfänglich überhöhten Pumplichtdämpfung an der Grenzfläche zur Beschichtung
kommen. Auch dieser Effekt ist abhängig von der Modenverteilung des Pumplichts.
Eine weitere potentielle Wärmequelle ist die Signaldämpfung im Kern.  Auf  der
Auskoppelseite der Faser liegt ein Maximum der Signalintensität vor. Bild 26 zeigt
den Verlauf der Signalintensität in der Faser unter der Annahme konstanter
Verstärkung.
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Die Summe der vor- und rücklaufenden Signalintensität ist pumpseitig ca. doppelt
so groß wie rückkoppelseitig. Verluste, die von der Signalintensität abhängig sind,
wirken sich hier dementsprechend am stärksten aus. Da die Kerndämpfung der
verwendeten Faser bei 1200 nm lediglich 5 dB/km beträgt, kann nach [75] davon
ausgegangen werden, dass die Signaldämpfung bei 1060 nm < 10 dB/km ist. Sie
erhöht damit die Wärmelast um maximal 0,01 dB/m bezogen auf die Signalleistung.
Im einseitig gepumpten Fall bedeutet dies 0,58 W/m, im zweiseitig gepumpten Fall
0,27 W/m zusätzliche Verluste an der Auskoppelseite. Eine signifikante Temperatur-
erhöhung kann durch diese geringen Verlustleistungen auch dann nicht erklärt
werden, wenn sie vollständig in Wärme umgewandelt werden.
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Bild 27: mögliche
Ursachen für erhöhte
Temperaturen an den
Faserenden
Ort Ursache Möglicher Anteil
pumpseitig Einkoppelverluste Häufig ca. 10 %, hier< 3% des Pumplichts
pump-
abgewandt
Rückreflexion des nicht
absorbierten Pumplichts an der
Austrittsfacette
3,5 % des Pumplichts
pumpseitig
veränderlicher Absorptions-
koeffizient im Kern und an der
Mantelgrenzfläche durch Moden-
verteilung des Pumplichts
nicht bekannt
beide Enden fehlerhafte Facette nicht bekannt
Signaldämpfung im Kern < 1,7 % Signal pro m,hier 0,6 %
Materialdämpfung der
Beschichtung < 0,5 % Pumplicht pro m
gesamte Faser
Materialdämpfung des
Pumpmantels < 0,1 % Pumplicht pro m
Die Tabelle in Bild 27 fasst die möglichen Effekte zusammen, die zusätzlich zu den
Stokes-Verlusten Wärme in die Faser einbringen können. Die Analyse der
potentiellen Ursachen erklärt die einkoppelseitige Temperaturerhöhung, die Ursache
für die hohen Temperaturen auf der Rückkoppelseite konnte nicht abschließend
geklärt werden. Weitere Untersuchungen sind hierfür erforderlich. Die
durchgeführte Messung zeigt aber, dass die Wärmelastberechnung entsprechend
dem in Abschnitt 3.7 diskutiertem Stand der Technik auf Basis der Stokes-Effizienz
die maximale Wärmelast im vorliegenden Fall um den Faktor 3,5 unterschätzt. Eine
Reihe von Effekten kann zusätzliche Wärmelasten verursachen. Das Auftreten und
die Bedeutung dieser Effekte sind von der Konfiguration und dem Aufbau des
Faserlasers sowie den verwendeten Komponenten abhängig. Für die sichere
Auslegung der Kühlung eines Hochleistungsfaserlasers ist es also notwendig, die zu
kühlende Konfiguration auf ihre Wärmeentwicklung hin zu messen.
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5 Thermische Simulation der aktiven Faser
In vorangegangenen Untersuchungen wurden wiederholt Grenzwerte für die
maximal aus der Faser extrahierbare Leistung berechnet [13] [61]. Für die Angabe
von solchen Grenzwerten ist es notwendig, eine Vielzahl von Annahmen zur
Systemkonfiguration zu treffen. Eine allgemein verwertbare Aussage ist nicht
sinnvoll möglich. In Abschnitt 3.6 wurde dargestellt, dass für ein reales System die
thermische Belastung der Faserbeschichtung eine entscheidende Begrenzung ist.
Auch diese Grenze ist abhängig von einer Reihe von Faktoren wie der Faser-
geometrie, dem Beschichtungsmaterial, der Kerndotierung und der Pumpanordnung.
Sie muss deshalb für jedes Konzept neu überprüft werden. Eine Aussage zur
optimalen Kühlung bzw. zur maximalen Leistung lässt sich immer nur für ein
detailliert definiertes System berechnen. Das Vorgehen für diese Berechnung wird
deshalb an einer typischen Konfiguration demonstriert. Exemplarisch wird dafür die
bereits in Kapitel 4 untersuchte Faser sowie zum Vergleich eine kommerzielle
20/400-Faser verwendet. Der Aufbau der letzteren ist in Abschnitt 5.2 beschrieben.
Bei der Modellierung konkurriert die Forderung nach einem Modell, das die
zugrunde liegenden Wirkungszusammenhänge erkennbar macht, mit der nach
Genauigkeit und Zuverlässigkeit bei der Bestimmung der Maximaltemperatur.
Während die erste Forderung mit einem analytischen Modell umgesetzt werden
kann, lässt sich die erforderliche Genauigkeit vor allem für räumlich asymmetrische
Wärmeströme nur mit einer FEM-Rechnung erzielen. Im Folgenden werden deshalb
beide Verfahren parallel entwickelt bzw. angewendet und deren Ergebnisse
verglichen. Bild 28 stellt schematisch das Vorgehen des folgenden Abschnitts dar.
Bild 28 Vorgehens-
weise bei der
thermischen
Gestaltung von Faser-
laserkomponenten
Ausgehend von der Temperaturmessung im vorangegangenen Abschnitt werden
nach Darstellung der notwendigen Grundlagen und Festlegung der Modellparameter
ein eindimensionales und ein zweidimensionales Fasermodell entwickelt (Abschnitt
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5.3 bzw. 5.4). Die Möglichkeit der konvektiven Kühlung wird mit beiden Modellen
in Abschnitt 5.5 untersucht. Die Berechnung der konduktiven Kühlung erfolgt in
Abschnitt 5.6 mittels des FEM-Modells. Die Ergebnisse werden mit einer ein-
dimensionalen Näherung verglichen. In Abschnitt 5.7 werden beide Modellierungs-
verfahren zur Systemanalyse und -optimierung eingesetzt. Der letzte Abschnitt des
Kapitels beschäftigt sich schließlich mit den thermooptischen Effekten, die durch die
berechneten Temperaturfelder verursacht werden.
Dieses Vorgehen wird zunächst auf die aktive Faser angewendet. Zur Untersuchung
weiterer Faserlaserkomponenten in Kapitel 6 wird das gleiche Verfahren in
reduziertem Umfang angewendet.
5.1 Wärmeübertragung in der Faser
Im Folgenden werden kurz die Wärmetransportmechanismen dargestellt, die für die
thermische Simulation der Faser notwendig sind.
5.1.1 Wärmestrahlung
Der Wärmestrom durch Wärmestrahlung zwischen zwei Körpern ist proportional zur
Differenz der vierten Potenz der Temperaturen der Körper. Die Stefan-Boltzmann-
Gleichung beschreibt die ausgetauschte Strahlungsleistung je Flächeneinheit für
einen Schwarzen Strahler [104]:
5.1
? ?4 41 2sQ E T TA ?? ? ? ?
?
Q? Wärmestrom in W
A Oberfläche in m²
T1,2 Temperaturen der Körper 1 und 2 in K
? = 5,67* 10-8 W/m2K4 (Stefan-Boltzmann-Konstante)
Der Emissionsgrad eines realen Objekts setzt dessen abgegebene Strahlungsenergie
in Relation zu der eines Schwarzen Strahlers:
5.2
_ _nicht schwarz nicht schwarz schwarzQ Q?? ?? ?
?nicht_schwarz Emissionsgrad
Die Parameter, die den Emissionsgrad eines Objekts beeinflussen, werden in
Abschnitt 4.4.2 erläutert.
5.1.2 Wärmeleitung
Um die Temperaturverteilung innerhalb eines dreidimensionalen Körpers mit
Wärmequellen zu bestimmen, wird die Energiebilanz für ein infinitesimal kleines
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Volumenelement aufgestellt. Diese Bilanz in kartesischen Koordinaten führt zu
Gleichung 5.3:
5.3
pq
T T T Tc
x x y y z z t
? ? ? ?? ?? ?? ? ? ? ? ? ?? ? ? ?? ?? ?? ? ? ?? ? ? ? ? ? ?? ? ? ?? ?
?
T Temperatur
? Dichte
cp Wärmekapazität
? Wärmeleitfähigkeit
?q Wärmequellstärke
t Zeit
Die ersten drei Terme repräsentieren die Wärmeströme über die Bilanzgrenzen in
den drei Raumrichtungen, q?  ist die im Volumenelement erzeugte Wärme, und der
rechte Term beschreibt die Änderung der im Volumenelement gespeicherten
Energie. Für die Temperaturverteilung in der Faser wird diese sogenannte Wärme-
leitungsgleichung in Zylinder-Koordinaten verwendet:
5.4
2
1 1
p
T T T Tr q c
r r r r z z t
? ? ? ?? ?
? ? ? ? ? ? ?? ? ? ? ? ?? ? ? ?? ? ? ? ? ?? ? ? ? ? ? ?? ? ? ? ? ?
?
Die Lösung dieser Gleichung zur Beschreibung des Wärmetransports in der Faser
wird in Abschnitt 5.2 dargestellt.
5.1.3 Konvektion
Im Unterschied zur Wärmeleitung wird bei der Konvektion der Wärmetransport
durch Strömung eines Fluids verstärkt. Freie Konvektion entsteht durch thermisch
bedingte Dichteänderungen des Fluids, von erzwungener Konvektion spricht man,
wenn das Fluid gepumpt wird.
Die Wärmemenge, die pro Flächeneinheit von der Oberfläche eines festen Körpers
an ein Fluid abgegeben wird, kann mit folgendem Zusammenhang beschrieben
werden [51]:
5.5
? ?W UQ q T TA ???? ? ?
?
? Konvektionskoeffizient
TW Temperatur der Wand
TU Temperatur des Fluids
Die über die Oberfläche A abgegebene Wärmemenge ist von der Temperatur-
differenz zwischen Oberfläche und Fluid und vom Konvektionskoeffizienten ?
abhängig. Dieser Koeffizient wird von folgenden Faktoren beeinflusst:
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? Strömungsform: frei/erzwungen
? Anströmgeometrie des betrachteten Körpers
? Art des Fluids
? Temperatur des Fluids
? Temperatur der Oberfläche
Der Koeffizient ? kann mit Hilfe der charakteristischen Länge l und der Nusselt-
Zahl wie folgt berechnet werden [104]:
5.6
Nu
l
?? ??
Nu Nusselt-Zahl
? Wärmeleitfähigkeit des Fluids in W/mK
l charakteristische Länge in m
Die Nusselt-Zahl Nu ist eine dimensionslose Kenngröße, die die Verbesserung der
Wärmeübertragung von einer Oberfläche misst, wenn man die tatsächlichen
Verhältnisse mit denen reiner Wärmeleitung in einer ruhenden Schicht vergleicht.
Die charakteristische Länge dient der Charakterisierung der Geometrie des
angeströmten Körpers. Bei umströmten kreisförmigen Querschnitten entspricht sie
dem Durchmesser und bei ebenen längs angeströmten Oberflächen der Länge des
Körpers.
Für freie Konvektion berechnet sich Nu als Funktion zweier dimensionsloser Kenn-
größen, der Grashof-Zahl Gr und der Prandtl-Zahl Pr, die sich wie folgt berechnen
[104].
5.7
3
2
g l T
Gr
?
?
? ? ? ?
? pcPr ??? ?
?? ?
g Erdbeschleunigung
l charakteristische Länge
? räumlicher Wärmeausdehnungskoeffizient des Fluids
?T Temperaturdifferenz zwischen Oberfläche und Fluid
? kinematische Viskosität
? dynamische Viskosität
cp Wärmekapazität
? Wärmeleitfähigkeit
Die Grashof-Zahl Gr beschreibt das Verhältnis des Auftriebs eines Fluids zur
wirkenden Viskositätskraft. Die Prandtl-Zahl Pr ist die Kennzahl für das Verhältnis
zwischen der durch innere Reibung erzeugten Wärme und der abgeführten Wärme in
einer Strömung.
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Zur Berechnung der in der Faser auftretenden Wärmemenge wird die freie
Konvektion am horizontalen Zylinder berechnet. Für diesen Fall ergibt sich Nu zu
[104]:
5.8
? ?
21
6
30 6 0 387Nu , , Gr Pr f Pr
? ?? ? ? ?? ?? ?? ?? ?
? ?
16
9 9
16
3
0,5591f Pr
Pr
?? ?? ?? ?? ? ? ?? ?? ?? ?
charakteristische Länge l = Zylinderdurchmesser d
Bei erzwungener Konvektion muss für die Berechnung des Konvektions-
koeffizienten die Strömungsform berücksichtigt werden. Diese ist von der
Strömungsgeschwindigkeit abhängig und wird durch die Reynolds-Zahl
charakterisiert. Sie stellt das Verhältnis von Trägheits- zu Reibungskräften dar und
wird wie folgt berechnet [104]:
5.9
fv lRe ?
??
vf Strömungsgeschwindigkeit
l Anströmlänge
Die Strömungsformen werden mit Hilfe der Reynolds-Zahl in folgende Bereiche
eingeteilt:
? Re 2400? laminare Strömung
? 42400 Re 10? ?  Übergang von laminarer zu turbulenter Strömung
? 4Re 10? turbulente Strömung
Die Gleichungen zur Ermittlung der entsprechenden Nusselt-Zahlen für erzwungene
Konvektion, die im Folgenden untersucht werden, sind in Anhang 9.1 aufgeführt 9.
? Erzwungene Konvektion an längs angeströmten Ebenen
? Erzwungene Konvektion in Rohrströmungen
? Erzwungene Konvektion am konzentrischen Ringspalt
? Erzwungene Konvektion am quer angeströmten Zylinder
9 Für die freie Konvektion am horizontalen Zylinder und die erzwungene Konvektion am quer angeströmten Zylinder wird darauf hingewiesen,
dass zur Berechnung der Konvektion an sogenannten „dünnen Drähten“ andere Gleichungen verwendet werden. Die im Rahmen dieser Arbeit
betrachteten Laserfasern sind jedoch nach [104] nicht als dünne Drähte einzustufen. Die für die Laserfaser berechneten Reynolds-Zahlen liegen
minimal bei 150 (40/730-Faser) bzw. 50 (20/400-Faser). Als Grenze für die Gültigkeit der verwendeten Gleichungen wird Re =10 angegeben.
Bei freier Konvektion am horizontalen Zylinder wird in [104] die Gültigkeit der Formeln in Bezug auf dünne Drähte nicht eingegrenzt.
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Die benötigten Konvektionskoeffizienten für freie und erzwungene Konvektion
finden sich in Anhang 9.2.
5.1.4 Wärmetransport durch Strahlung in transmittierenden Werkstoffen
Wie bereits in Abschnitt 4.3 beschrieben, transmittieren sowohl Quarzglas als auch
die Materialien der Faserbeschichtung Infrarotstrahlung in Teilen des emittierten
Spektrums. Dies hat nicht nur Einfluss auf die Temperaturmessung an der Faser,
sondern es ermöglicht auch zusätzlich zur Wärmeleitung in der Faser den Wärme-
transport durch Strahlung. Emission, Absorption und Streuung treten nicht nur an
den Grenzen des Mediums auf, sondern auch an allen Stellen im Inneren. Die
Modellierung dieser Form des Wärmetransports ist sehr aufwendig. Eine
geschlossene Lösung dieses Energieaustauschproblems setzt die Kenntnis der
Temperatur, der Strahldichte und der physikalischen Eigenschaften an jedem Punkt
innerhalb des Mediums voraus [94]. Da Strahlung und Streuung in alle Raum-
richtungen erfolgen, ist auch im rotationssymmetrischen Fall eine dreidimensionale
Beschreibung des Wärmetransports in der Faser erforderlich [94].
Da der Aufwand für die Berechnung und die dafür notwendigen Messungen der
Materialparameter sehr hoch ist, wird im Folgenden geprüft, welchen Fehler die
Vernachlässigung dieses Wärmetransportmechanismus für die Gesamtrechnung
verursacht. Zur Einschätzung des Strahlungstransports wird der Grenzfall des
optisch dünnen Mediums betrachtet. Dabei wird angenommen, dass die Strahlung,
die von Faserkern und Pumpmantel emittiert wird, ohne Absorption in der Faser-
beschichtung die Faser verlässt. Die folgende Tabelle enthält die Strahlungs-
leistungen von Kern und Pumpmantel bei einer Wärmelast von 120 W/m bei einer
Kühlung, für die die jeweils zulässigen Temperaturen in der Beschichtung der Faser
eingehalten werden. Es wird angenommen, dass Kern und Mantel einen Schwarzen
Strahler darstellen, also die maximale bei dieser Temperatur mögliche Strahlungs-
leistung abgeben. Die angegebenen Temperaturen sind für den Fall der reinen
Wärmeleitung berechnet. Da der Strahlungstransport eine zusätzliche Wärmeabfuhr
leistet, reduziert er die Temperaturen in der Faser. Die realen Temperaturen liegen
also unter denen, die für die Berechnung der Strahlungsleistung verwendet wurden.
Die Strahlungsleistung liegt somit in der Realität niedriger.
Bild 29: Strahlungs-
leistung von
Faserkern und
Pumpmantel bei 120
W/m und ? = 1
40/730-Faser 20/400-Faser
Kern Pumpmantel Kern Pumpmantel
Durchmesser 40 µm 730 µm 20 µm 400 µm
Temperatur 400 K 360 K 370 K 330 K
Strahlungsleistung je
m Faserlänge (? = 1) 0,12 W 1,5 W 0,05 W 0,3 W
Es wird deutlich, dass die unter den idealisierten Annahmen durch Strahlung
transportierten Wärmemengen im Bereich von 1% des Gesamtwärmestroms oder
deutlich darunter liegen. Da maximale Emissivität der Strahler und ebenfalls
maximale Transmissivität der darüber liegenden Schichten angenommen werden,
liegt die tatsächlich abgeführte Strahlungsleistung deutlich unter den berechneten
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Werten. Dass der Wärmetransport durch Strahlung eine untergeordnete Rolle spielt,
zeigt auch der Vergleich zwischen der Messung und der auf reiner Wärmeleitung
basierenden Rechnung in Abschnitt 5.4.2.
Es ist also sinnvoll den Wärmetransport durch Strahlung zu vernachlässigen, weil:
? der Mechanismus aufgrund der niedrigen Temperaturen deutlich weniger als
1 % Anteil am Wärmetransport hat.
? der Fehler zur Überschätzung der Fasertemperaturen führt, was für die
Auslegung der Kühlung eine zusätzliche Sicherheit bedeutet.
? der Aufwand in Bezug auf Messung und Rechnung erheblich reduziert wird.
Im Folgenden wird deshalb der Wärmetransport durch Strahlung in der Faser nicht
berücksichtigt.
5.2 Parameter für die thermische Simulation der Faser
Es soll ein Resonator oder Verstärker thermisch ausgelegt werden, der 1 kW Signal-
leistung umsetzt. Diese Leistung ist unter Berücksichtigung der aus der Literatur
bekannten Schwellen für nichtlineare Effekte wie SBS und SRS mit kommerziell
erhältlichen Fasern realistisch erreichbar. Neben der in Abschnitt 4.5 vermessenen
40/730-Faser wird eine 20/400-Faser untersucht. Dieser Fasertyp verfügt über einen
Kerndurchmesser von 20 µm, der Pumpmanteldurchmesser beträgt 400 µm, der
Außendurchmesser der Beschichtung liegt zwischen 500 und 550 µm. Die Kern-NA
dieses  Fasertyps  liegt  im  Bereich  von  0,05  -  0,06.  Die  Faser  ist  trotz  ihres  großen
Modenfelddurchmessers bei angepasster Wicklung einmodig. Der Fasertyp wird von
den beiden führenden Herstellern Liekki und Nufern angeboten, und es sind
angepasste faserintegrierte Komponenten wie Faser-Bragg-Gitter und Schmelz-
koppler erhältlich.
In eigenen Experimenten und in Veröffentlichungen [47] wurden optisch-optische
Wirkungsgrade von > 80 % bei freistrahlgepumpten Hochleistungsfaserlasern
nachgewiesen. Unter Berücksichtigung von zusätzlichen Verlusten für einen faser-
integrierten Aufbau z.B. an Faser-Bragg-Gittern und Spleißverbindungen ist bei
konservativer Abschätzung ein optisch-optischer Wirkungsgrads von 70 % sicher
erreichbar. Daraus folgt für einen 1-kW-Laser eine maximal notwendige Pump-
leistung von 1430 W.
Bei der Messung aus Abschnitt 4.5 wurde die Pumplichtabsorption bei 976 nm zu
1,3 dB/m bestimmt. Die Herstellerangaben für kommerziell verfügbare 20/400-
Fasern für die Absorption bei dieser Wellenlänge liegen zwischen 1,5 und 3 dB/m.
Es ist aber anzuzweifeln, dass diese Werte angesichts der Breitbandigkeit
verfügbarer Hochleistungspumpquellen in der Praxis erreicht werden. Für die
exemplarische Berechnung wird hier ein Absorptionskoeffizient von 1,5 dB/m
zugrunde gelegt. Für die Auslegung der gemessenen Faser resultiert daraus ein
gewisser Sicherheitsfaktor, die Übertragung auf Fasern mit einem Absorptions-
koeffizienten mit 3 dB/m kann durch Verdopplung der längenbezogenen Wärmelast
erfolgen.
Die Messung in Abschnitt 4.5 zeigt, dass eine Berechnung der Wärmelast mit
konstantem Absorptionskoeffizienten die maximal auftretenden Wärmelasten
erheblich unterschätzt. Die hohen Temperaturen an der Einkoppelseite lassen sich
mit einem um den Faktor 3,5 erhöhten lokalen Absorptionskoeffizienten erklären
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[8]. Zur Ermittlung der maximalen Wärmelast wird deshalb der durchschnittliche
Absorptionskoeffizient mit diesem Faktor multipliziert. Hieraus errechnet sich eine
maximale Wärmelast an der Einkoppelseite von 120 W/m. Es wird der ungünstigste
Fall angenommen, dass die gesamte Wärme im Faserkern entsteht.
Mit der so ermittelten maximalen Wärmelast werden exemplarisch die thermische
Simulation der Faser und die Auslegung der Kühlung durchgeführt. Eine konkrete
technische Lösung für die Kühlung eines 1-kW-Systems wird dargestellt.
Eine Fehlerquelle in der Berechnung sind die zugrunde gelegten Wärme-
leitfähigkeiten der Beschichtungsmaterialien. Die Hersteller der Fasern geben
lediglich die Kunststoffart an, die thermophysikalischen Stoffwerte sind auch auf
Anfrage nicht erhältlich. Die Wärmeleitfähigkeit von beispielsweise Polyamid kann
aber je nach Dichte und Kristallisationsgrad zwischen 0,28 und 0,33 W/(mK)
schwanken [57]. Die Wärmeleitfähigkeit der Beschichtung hängt somit nicht nur
von dem Grundmaterial, sondern auch von Produktionsparametern der Faser-
beschichtung ab. Eine Bestimmung des Werts muss also an Proben vorgenommen
werden, die von der beschichteten Faser abgelöst werden. Bei dieser
Probengeometrie ist aber der Einfluss des Kontaktwiderstandes erheblich, eine
genaue Bestimmung der Wärmeleitfähigkeit ist demzufolge nicht ohne weiteres
möglich. Die Änderung der Wärmeleitfähigkeit mit der Temperatur hängt ebenfalls
von Dichte und Kristallisationsgrad des Polymers ab, für Polyamid liegen
beispielsweise Messwerte im Bereich von -0,3 bis -1,25*10-3 W/(mK2) vor [57].
Der Vorteil des im Folgenden beschriebenen eindimensionalen Fasermodells liegt
nun darin, dass der modulare Aufbau und die linearen Zusammenhänge den Einfluss
der Materialparameter transparent machen. Wenn im konkreten Fall genauere Werte
vorliegen, können die Änderung der Maximaltemperatur in der Beschichtung und
die Verschiebung des Temperaturverlaufs in der Faser mit Hilfe des in Abschnitt
5.3.2 dargestellten Zusammenhangs einfach ermittelt werden. Für die exemplarische
Berechnung werden aus den verfügbaren Literaturwerten niedrige Leitfähigkeits-
werte ausgewählt um Sicherheit für die Auslegung der Kühlung zu gewinnen.
5.3 Eindimensionale Wärmetransportberechnung
Aufgrund des rotationssymmetrischen Aufbaus der Faser können bei Verwendung
von Zylinderkoordinaten bereits mit einem einfachen eindimensionalen Modell
Aussagen zum Wärmetransport und zur Temperaturverteilung in der Faser getroffen
werden. Für symmetrische konvektive Kühlung ist diese Beschreibung bereits
ausreichend genau (siehe Abschnitt 5.5). Bei der Berechnung einer asymmetrischen
Kühlung mittels eines FEM-Modells (Abschnitt 5.6) kann ein angenähertes
eindimensionales Modell zum Verständnis und zur Kontrolle der Ergebnisse
herangezogen werden. Das aus diesen Gründen im Folgenden entwickelte
eindimensionale Modell unterscheidet sich von dem Modell in [13] zudem durch
seinen modularen Aufbau, der es ermöglicht, weitere Systemkomponenten ohne
Aufwand hinzuzufügen oder entfallen zu lassen. Es verdeutlicht dadurch
anschaulich den Einfluss der einzelnen Systemkomponenten auf die maximal
auftretende Temperatur.
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5.3.1 Temperaturverteilung im Querschnitt der Faser
Folgende Annahmen werden zur eindimensionalen Modellbildung des Wärme-
transports in der Faser getroffen:
? radiale Symmetrie der Faser und der Kühlung
? Vernachlässigung der Wärmeleitung in Richtung der Faserlängsachse
? Vernachlässigung der Wärmeabgabe durch Strahlung
? stationärer Zustand, konstanter Wärmestrom
? keine Wärmeerzeugung in den Faserschichten außerhalb des Kerns
Die ersten beiden Annahmen führen zu dem angestrebten eindimensionalen System
und ermöglichen dadurch eine analytische Betrachtung. Die Zulässigkeit dieser
Annahmen wird in den Abschnitten 5.4.3 und 5.7 näher untersucht. Der Einfluss der
Wärmestrahlung ist aufgrund der niedrigen maximal zulässigen Temperaturen in der
Regel gering. Wenn Wärmestrahlung berücksichtigt wird, wird im Folgenden darauf
hingewiesen. Da die Berechnungen für einen Dauerstrichlaser durchgeführt werden,
ist die Annahme eines stationären Zustands sinnvoll. Auf gepulste Laser lässt die
Berechnung durch Bestimmung einer mittleren Wärmelast übertragen. Die
Bedeutung der Wärmeerzeugung in Faserschichten außerhalb des Kerns für die
Temperaturverteilung wird in Abschnitt 6.2 im Zusammenhang mit der Kühlung von
Spleißverbindungen untersucht.
Unter den getroffenen Annahmen vereinfacht sich Gleichung 5.4 für die Wärme-
leitung in einer beliebigen Faserschicht außerhalb des Kerns zu
5.10
1 0d dTr
r dr dr
?? ? ?? ?? ?
und für den Faserkern zu
5.11
1 0d dT qr
r dr dr
? ?
? ? ? ?? ?? ?
?
.
Bild 26 stellt das Fasermodell und die im Folgenden verwendeten Variablen dar.
Bild 30: Fasermodell
rc Kernradius
r1 Innenradius einer Faserschicht
r2 Außenradius einer Faserschicht
Tsc Temperatur Kernoberfläche
Ts1 Temperatur Innenseite Faserschicht
Ts2 Temperatur Außenseite Faserschicht
Durch zweimaliges Integrieren und Einführen der Randbedingungen (Dirichlet-
Randbedingung)
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5.12
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2 2
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?
erhält man für den Kern die Temperaturverteilung [44]:
5.13
² ² ²( ) 1 1
4 ² 4 ²
c
sc sc
c c
qr r q rT r T T
r r? ??
? ? ? ??? ? ? ? ? ?? ? ? ?
? ? ? ?
?
und für eine beliebige Mantelschicht mit den Radien r1 < r2:
5.14
1 2
2
1 2 2
( ) ln
ln( / )
s s
s
T T rT r T
r r r
?? ?
Ableiten der Gleichung 5.14 und Anwendung des Fourierschen Gesetzes der
Kühlung ergibt für den Wärmestrom durch eine Faserschicht [44]:
5.15
1 2
2 1
2 ( )
ln( / )
s sT Tq
r r
?? ?? ?
Bei der Kühlung der Faser durch Konvektion und Strahlung kann an der Faser-
oberfläche die Energiebilanz wie folgt formuliert werden:
5.16
0conv radq q q? ? ?? ? ?
q´conv konvektiv abgeführter Wärmestrom pro Längeneinheit
q r´ad abgestrahlter Wärmestrom pro Längeneinheit
Durch Einsetzen von Gleichung 5.1, 5.2 und 5.5 erhält man:
5.17
4 42 ( ( ) ( ))s s c s cq r T T T T? ? ??? ? ? ? ?
rs Außenradius der Faser
Ts Temperatur der Faseroberfläche
Tc Temperatur des Kühlmediums
Mit dieser Gleichung kann bei bekannten Materialparametern aus einer gemessenen
Temperatur der Wärmestrom berechnet werden. Bei bekanntem Wärmestrom und
bekannter Kühltemperatur kann aus dieser Gleichung die Oberflächentemperatur der
Faser ermittelt werden. Wie in Abschnitt 4.2 bzw. 5.1.3 dargestellt sind ? und ?
temperaturabhängig. Die Berechnung der Temperatur aus dem Wärmestrom muss
deshalb für genaue Ergebnisse iterativ erfolgen. Es kann darum vorteilhaft sein ein
FEM-Modell zu verwenden. Das Ergebnis kann dann mit der ermittelten
Oberflächentemperatur als Startwert analytisch überprüft werden.
Ist die Oberflächentemperatur bzw. der Wärmestrom ermittelt, können mit
Gleichung 5.15 die Oberflächentemperaturen aller Mantelschichten der Faser
ermittelt werden. Dabei wird ein konstanter Wärmestrom durch alle Schichten
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angenommen, die sogenannte Neumann-Randbedingung. Mittels Gleichung 5.13
und 5.14 ist nun eine vollständige Beschreibung des Temperaturverlaufs im Faser-
querschnitt möglich.
Für die betrachteten Fasertypen ergeben sich die in Bild 31 abgebildeten
Temperaturverläufe. Es wird eine konvektive Luftkühlung mit einer Strömungs-
geschwindigkeit von 20 m/s angenommen. Die zugrunde liegenden Konvektions-
koeffizienten finden sich in Anhang 9.2. Die aufgrund ihrer Wärmeerzeugung bzw.
-leitung unterscheidbaren Faserschichten sind in grau schematisch eingetragen.
Bild 31:
Temperaturverlauf im
Querschnitt der Faser
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Im Kernbereich ist ein parabolischer Temperaturverlauf zu erkennen. Pumpmantel
und Mantelschichten zeigen entsprechend ihrer Wärmeleitfähigkeit einen
exponentiell abfallenden Temperaturverlauf. Während die Kerntemperatur
unkritisch bleibt, liegen die Maximaltemperaturen im Kunststoffmantel in beiden
Fällen über 130°C und sind damit für Acrylat-Beschichtungen zu hoch. Es zeigt sich
bereits hier, dass eine konvektive Luftkühlung für die erwartete Wärmelast nicht
ausreicht. In Abschnitt 5.5 wird ein Vergleich mit konvektiver Wasserkühlung
durchgeführt.
5.3.2 Thermische Widerstände der Faserschichten
Gleichung 5.15 legt eine sehr anschauliche Betrachtung der Wärmeleitung nahe.
Analog zum elektrischen Ladungstransport kann der Wärmetransport durch die
Gleichung
5.18
1 2s s tT T R Q? ? ?
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beschrieben werden [44]. Die Temperaturdifferenz Ts1 -Ts2 ist das Analogon zur
elektrischen Spannung, die den Wärmestrom durch den thermischen Widerstand Rt
fließen lässt. Diese Betrachtungsweise ist hilfreich bei der Analyse mehrschichtiger
Systeme, die als Reihenschaltungen thermischer Widerstände darstellbar sind.
Indem für einzelne Schichten die Werte ihres thermischen Widerstands ermittelt
werden, wird der jeweilige Einfluss auf das Gesamtsystem erkennbar.
Aus Gleichung 5.15 ergibt sich für einen Zylindermantel der Länge l der thermische
Widerstand Rtcond für Wärmeleitung zu [44]:
5.19
2 1
2 1
ln( / )
2
ln( / )
2
tcond
tcond
r rR
l
r rR
??
??
?
? ?
R´tcond stellt den Widerstand des Mantel pro Längeneinheit dar.
Analog lässt sich für den konvektiven Wärmeübergang an der Faseraußenfläche der
thermische Widerstand Rtconv bzw. R t´conv wie folgt beschreiben [44]:
5.20
1
2
1
2
tconv
tconv
R
rl
R
r
? ?
? ?
?
? ?
? Wärmeübergangskoeffizient
Für Wärmestrahlung ist aufgrund der Abhängigkeit der Wärmeübertragung von der
vierten Potenz der Temperaturdifferenz eine Beschreibung als linearer thermischer
Widerstand nur möglich, wenn ein linearisierter Wärmeübertragungskoeffizient ?s
eingeführt wird [44]:
5.21
? ?? ?2 22 2s s u s uT T T T? ??? ? ?
Der thermische Widerstand der abstrahlenden zylindrischen Oberfläche lässt sich
dann analog zu Gleichung 5.20 formulieren. Dieses Vorgehen ist allerdings
aufgrund der starken Temperaturabhängigkeit des Wärmeübergangskoeffizienten ?s
wenig anschaulich. Für die im Folgenden betrachteten Wärmeübertragungsprobleme
spielt die Wärmestrahlung aufgrund der niedrigen Zieltemperaturen eine
untergeordnete Rolle.
Die thermischen Widerstände der einzelnen Faserschichten für die bereits
untersuchten Fasern zeigt Bild 32. In der letzten Zeile sind die thermischen
Widerstände des konvektiven Wärmeübergangs für den in Bild 31 berechneten Fall
dargestellt.
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Bild 32: Thermische
Widerstände der
Faserschichten
Parameter 40/730-Faser 20/400-Faser
Schema des Faseraufbaus
(maßstabsgerecht)
Kernradius 20 µm 10 µm
Pumpmantelradius 365 µm 200 µm
Radius Beschichtung 1 490 µm 250 µm
Radius Beschichtung 2 750 µm -
Wärmeleitfähigkeit Beschichtung 1 0,35 0,24
Wärmeleitfähigkeit Beschichtung 2 0,24 -
Widerstand des Pumpmantels, R´tp, 0,333 mK/W 0,345 mK/W
Widerstand von Beschichtung 1, R´tcoat1 0,134 mK/W 0,147 mK/W
Widerstand von Beschichtung 2, R´tcoat2 0,282 mK/W -
Gesamtwiderstand, R t´tot 0,749 mK/W 0,492 mK/W
Konvektive Widerstände der Oberfläche
R t´conv (Luft, 20 m/s) 0,490 mK/W 0,902 mK/W
R t´conv (Wasser, 0,1 m/s) 0,037 mK/W 0,064 mK/W
Zur Verdeutlichung sind die thermischen Widerstände grafisch in Bild 33
dargestellt.
Bild 33: Thermische
Widerstände der
Faserschichten
40/730
20/400
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Der konduktive Widerstand des Pumpmantels der 20/400-Faser ist größer als der des
ca. 50 % dickeren Mantels des 40/730 Faser. Gleichung 5.19 zeigt, dass das
Verhältnis von Außen- zu Innenradius den thermischen Widerstand einer Schicht
bestimmt. Im Fall der 20/400-Faser verursacht also der kleine Kernradius den relativ
großen thermischen Widerstand. Anschaulich lässt sich dies durch die kleine Kern-
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oberfläche erklären, über die die Wärme abfließt. Analog kann der größere
thermische Widerstand der wesentlich dünneren primären Beschichtung der 20/400-
Faser erklärt werden.
Der konvektive Widerstand der dünneren Faser ist annähernd doppelt so groß wie
der Widerstand von Beschichtung und Mantel dieser Faser. Er fällt weiterhin
doppelt so groß aus wie der konvektive Widerstand der dickeren Faser. Auf diesen
Umstand wird in Abschnitt 5.7.1 näher eingegangen. In Summe ist der thermische
Widerstand der dünneren Faser bei Luftkühlung größer als der der dickeren. Der
Vergleich der Luftkühlung mit den um eine Größenordnung kleineren thermischen
Widerständen der Wasserkühlung zeigt bereits das Potential dieser Kühlvariante, die
in Abschnitt 6.4 näher untersucht wird.
Airclad-Fasern
In vergleichbarer Weise lassen sich auch die thermischen Widerstände der
mikrostrukturierten Mäntel von Airclad-Fasern analysieren. Dazu werden die
thermischen Widerstände der Kapillaren und Stege separat ermittelt. Da der
Flächenanteil der Glasstege zwischen den luftgefüllten Kapillaren klein ist, kann
deren thermischer Widerstand als zylindrische Faserschicht mit der Wärmeleitung
von Luft nach Gleichung 5.19 berechnet werden. Den Widerstand der Stege R´tbridge
erhält man durch:
5.22
tbridge
lR
nb?
? ?
l Steglänge
b Stegbreite
n Steganzahl
Den Gesamtwiderstand des Airclad R´ac erhält man aus der „Parallelschaltung“ des
Widerstands der Stege mit dem des Luftmantels R t´air:
5.23
l
1 1tac
tair tbridge
R
R R
? ?
?? ?
In Bild 34 sind exemplarisch die Parameter und die Widerstände der Fasern
aufgeführt, für die in [65] eine vergleichbare Rechnung und FEM-Simulation
durchgeführt wurde. Dabei kommt die zitierte Veröffentlichung zu abweichenden
Ergebnissen, da für die Luftkapillaren lediglich Konvektion und Wärmestrahlung
berücksichtigt werden. Der Energieübertrag durch Strahlung ist bei den zulässigen
Temperaturen jedoch klein. Eine Abschätzung dazu erfolgt in Abschnitt 5.1.4.
Weiterhin ist das Produkt aus Grashof- und Prandtl-Zahl in den Hohlräumen kleiner
als 1000. In diesem Fall findet keine Konvektion statt und es kann nach [104] von
reiner Wärmeleitung ausgegangen werden.
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Bild 34:
Thermische
Widerstände von
Airclads
(Abbildungen aus
[65])
Parameter Faser 1 Faser 2
Pumpmanteldurchmesser 150 µm 270 µm
Länge der Stege l 50 µm 20 µm
Breite der Stege b 400 nm 350 nm
Anzahl der Stege n 42 90
R t´air 3,12 mK/W 0,84 mK/W
R t´bridge 2,17 mK/W 0,46 mK/W
R t´ac 1,28 mK/W 0,3 mK/W
Aus den Zahlen ist ersichtlich, dass der thermische Widerstand des Airclads je nach
Aufbau deutlich zur Temperaturerhöhung im Inneren der Faser beiträgt. Das Airclad
von Faser 1 hätte bei 120 W/m Wärmeleistung einen Temperaturanstieg von
> 150 °C im Inneren der  Faser  zur  Folge.  Weiterhin ist  erkennbar,  dass die  Luft  in
den Kapillaren in erheblichem Umfang am Wärmetransport durch das Airclad
beteiligt ist. In Faser 2 werden zwei Drittel des Wärmestroms durch die Wärme-
leitung der Luft abgeführt. Dies erklärt auch die deutliche Abweichung dieser
Ergebnisse von denen in [63]. Die thermischen Widerstände des Airclads werden
zwar nicht explizit angeführt, aber nach Gleichung 5.18 ergibt sich aus der
angegebenen Temperaturerhöhung für Faser 1 von 10,4 °C bei einem Wärmestrom
von 5 W ein thermischer  Widerstand 2,08 mK/W (0,46 mK/W für  Faser  2).  Dieser
Wert ist 40 % höher als der hier ermittelte Widerstand, obwohl der geringfügige
Wärmetransport durch Strahlung hier nicht berücksichtigt wird. Die in [63] ebenfalls
durchgeführte FEM-Rechnung bestätigt die dort berechneten analytischen Werte,
was damit zu erklären ist, dass auch im FEM-Modell die Wärmeleitung der Luft
vernachlässigt wird.
5.4 Zwei- und dreidimensionale Wärmetransportberechnung
Für den eindimensionalen Fall lässt die im vorangegangenen Abschnitt beschriebene
Methode eine einfache Berechnung des Temperaturfelds in der Faser zu. Da die im
Folgenden untersuchten Probleme sich nicht sinnvoll eindimensional darstellen
lassen, muss die Berechnung der Temperaturverteilung in der Faser zwei-
dimensional bzw. dreidimensional erfolgen. Eine geeignete Methode für diese Fälle
ist die Finite-Elemente-Methode (FEM). Aufgrund des großen Verhältnisses der
Faserlänge zum Faserdurchmesser ist es jedoch sehr aufwendig, die
Wärmeverteilung in der vollständigen aktiven Faser zu simulieren. Die hohe
gewünschte Auflösung im kleinen Querschnitt erfordert Knotenabstände von
1-5 µm, ein umfangreiches Modell und lange Rechenzeiten sind die Folge. Die
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Frage, ob sich das Modell auf zwei Dimensionen reduzieren lässt, ist für die FEM-
Rechnung also genauso relevant wie für die analytische Betrachtung. Ist dies
sinnvoll zulässig, können rotationssymmetrische Kühlungsfälle analytisch und
asymmetrische Kühlungsfälle mit geringem Aufwand mittels FEM berechnet
werden. In Abschnitt 5.4.1 wird deshalb zunächst ein zweidimensionales Modell
entwickelt, welches in Abschnitt 5.4.2 mit einer Messung verglichen wird. Der dafür
verwendete Versuchsaufbau dient zur Untersuchung der Wärmeleitung in
Faserlängsrichtung in Abschnitt 5.4.3.
Alle folgenden Berechnungen werden mit der in Abschnitt 5.2 ermittelten Wärme-
last von 120 W/m durchgeführt. Eine Übertragung der Ergebnisse auf Fälle mit
davon abweichenden Wärmelasten ist aber aufgrund der in Abschnitt 5.3.2
hergeleiteten linearen Beziehungen mit geringem Aufwand möglich.
5.4.1 Vereinfachung des Fasermodells
Für alle folgenden FEM-Simulationen wird die bereits in Abschnitt 4.5 untersuchte
40-730-Faser verwendet. So können Rechnung und Messung verglichen werden.
Weiterhin stellt diese Faser aufgrund des hohen thermischen Widerstands der
Beschichtung höhere Anforderungen an die Kühlung.
Zur Durchführung der Simulationsrechnungen ist eine Reduzierung des Rechen-
aufwands durch eine Vereinfachung des Fasermodells sinnvoll. Die Auswirkung der
Modellvereinfachung auf die Maximaltemperatur wird an einer Faserscheibe von
0,125 mm Dicke untersucht. Bei dem vereinfachten Modell werden Fluor- und
Pumpmantel aufgrund gleicher Wärmeleitfähigkeit zu einem Bauteil zusammen-
gefasst und die D-Form des Pumpmantels wird durch Kreissymmetrie ersetzt. Beide
Modelle sind in Bild 35 dargestellt.
Bild 35:
Vereinfachung des
Fasermodells
Die Wärmeleitfähigkeit von Laserkern, Pumpmantel und Fluormantel dieses
Modells beträgt 1,38 W/(mK) [81]. Für die Silikonbeschichtung wird eine Wärme-
leitfähigkeit von 0,35 W/(mK) [80] und für die Polyamidbeschichtung von
0,24 W/(mK) [79] gewählt. Der Konvektionskoeffizient an der Faseroberfläche und
die Wärmelast werden entsprechend der bereits in Abschnitt 5.3.1 durchgeführten
Berechnung gewählt.
Zur Überprüfung des vereinfachten FEM-Modells werden im ersten Schritt die
Ergebnisse der zweidimensionalen FEM-Rechnung mit denen der eindimensionalen
analytischen Rechnung aus Abschnitt 5.3.1 verglichen (Bild 36).
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Der Vergleich zeigt die exakte Übereinstimmung der Temperaturverteilung und
dient als Überprüfung der korrekten Anwendung beider Rechenwege.
Die FEM-Rechnung zum Vergleich von genauem und vereinfachtem Modell zeigt,
dass aufgrund des leicht verbesserten Wärmetransports auf der abgeflachten Seite
der Faser die Maximaltemperatur in der Beschichtung im reduzierten Modell 2,9 °C
niedriger liegt als im genaueren Modell. Da die Abweichung gering ist und die
Vereinfachung eher zu einer Überschätzung der Maximaltemperatur führt, sich der
Modellierungs- und Rechenaufwand aber deutlich reduziert, wird für alle folgenden
Simulationen mit dem vereinfachten Modell gearbeitet.
5.4.2 Vergleich von Messung und Modell
Zur Überprüfung des FEM-Modells werden dessen Ergebnisse mit denen einer
Messung verglichen. Ausgangspunkt dabei sind Temperaturmessungen an der Laser-
faser mit dem Versuchsaufbau aus Abschnitt 4.5. Die Messungen erfolgen ca. 12 cm
hinter der Einkoppelfacette und werden bei freier und erzwungener Konvektion mit
Luft durchgeführt. Die erzwungene Konvektion erstreckt sich über die ersten 25 cm
der Faser nach der Einkopplung. Eine drallfreie und laminare Anströmung der Faser
wird über den Lüfteraufbau aus Abschnitt 5.4.3 erreicht. Die mittlere Strömungs-
geschwindigkeit beträgt 2 m/s. Sie wird über Messungen an vier Punkten längs der
Faserachse mit Hilfe eines Flügelradanemometers bestimmt. Die Messung der
Strömungsrichtung des Luftstroms bestätigt die Wirkung der Leitbleche. Die
Pumpleistung wird so eingestellt, dass sich bei freier Luftkonvektion eine
Oberflächentemperatur von 100°C einstellt. Nach dem Einschalten der Lüfter sinkt
die Temperatur auf 44°C. Dieser Abkühlvorgang wird in einer FEM-Simulation
nachgestellt. Für die Außenfläche der Faser werden bei einer Umgebungstemperatur
von 22 °C jeweils der Konvektionskoeffizient für freie bzw. erzwungene Luft-
konvektion und ein Emissionsgrad von 0,9 eingestellt (Werte siehe Anhang 9.2.1).
Die im FEM-Modell verwendete Wärmelast wird aus der gemessenen Temperatur
bei freier Luftkonvektion errechnet. Die abgegebene Wärmeleistung setzt sich
zusammen aus dem Anteil durch freie Konvektion und dem Anteil durch Wärme-
strahlung. Der unter Verwendung von Gleichung 5.17 berechnete Wärmestrom von
Bild 36: Temperatur-
verlauf über dem
Faserquerschnitt bei
einer Wärmelast von
120 W/m bei
erzwungener
Luftkonvektion
berechnet mit
analytischem und
numerischem Modell
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11,7 W/m wird im FEM-Modell als Volumenquelle im Kern verwendet. Für die
erzwungene Konvektion ergibt sich eine errechnete Oberflächentemperatur von
42,7°C. Damit liegt die Simulation 1,3°C unter dem Messergebnis, und es kann
gezeigt werden, dass das Modell die Realität in guter Übereinstimmung abbildet.
Aus der geringen Abweichung der Messung von der Rechnung lässt sich außerdem
ableiten, dass der in der Rechnung nicht berücksichtigte Effekt der Wärmeleitung in
Faserlängsrichtung vernachlässigbar ist. Die Untersuchung des folgenden Abschnitts
soll dies bestätigen. Weiterhin hat offensichtlich der Wärmetransport durch
Strahlung innerhalb der Faser einen kleinen Anteil am Wärmestrom. Dieser Effekt
wurde in Abschnitt 5.1.4 diskutiert.
5.4.3 Untersuchung der Wärmeleitung in Faserlängsrichtung
Aufgrund der exponentiell abfallenden Pumplichtabsorption treten bei beidseitigem
Endpumpen die höchsten Temperaturen an den Enden der Faser auf und sie fallen in
Richtung Fasermitte ab. Aus dem Temperaturgradienten entlang der Faser ergibt
sich für die Simulation der Fasertemperatur die Frage, ob der daraus resultierende
Wärmestrom die Fasertemperatur lokal signifikant beeinflusst.
Zur Untersuchung dieser Frage wird eine Messung durchgeführt, bei der ca. 20  cm
hinter dem Faseranfang fünf Lüfter unmittelbar nebeneinander angebracht werden.
Der aufgrund der Lüftergeometrie ringförmige Luftstrom wird jeweils mit einem
40  cm langen Rohr homogenisiert. In die faserseitigen Enden der Rohre sind
Leitbleche eingebracht, die den Drall des Luftstroms reduzieren. Die Kühlbereiche
der einzelnen Lüfter werden mittels Abschirmungen voneinander separiert. Eine
Aussparung in den Abschirmungen ermöglicht eine über die Faser hinausreichende
Trennung der Kühlbereiche. Durch diesen Aufbau ist es möglich, durch selektives
Betreiben der Lüfter gekühlte und ungekühlte Bereiche der Faser scharf
abzugrenzen. Auf jedem Faserteilstück unter einem Lüfterrohr werden an vier
Punkten die Temperaturen thermografisch erfasst. Für die Messungen wird die
Pumpleistung des Diodenlasers so gewählt, dass im Bereich unter der Lüfter-
konstruktion bei ausgeschalteten Lüftern eine Temperatur von ca. 100 °C auf der
Faseroberfläche gemessen wird.
Die Messung zeigt, dass die Bereiche gegenseitiger Beeinflussung von gekühlten
und ungekühlten Abschnitten klein sind. Bild 37 zeigt ein Thermografiebild eines
Übergangs von einem gekühlten zu einem ungekühlten Bereich. Der räumliche
Abstand zwischen Minimal- und Maximaltemperatur ist < 15 mm. Circa 7,5 mm
nach Beginn des ungekühlten Bereichs ist der Einfluss des gekühlten Bereichs nicht
mehr erkennbar.
Bild 37:
Thermografieauf-
nahme des Übergangs
zwischen gekühltem
und ungekühltem
Faserbereich
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Bild 38: Temperatur-
verlauf für die Lüfter-
szenarien
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In Bild 38 sind die Temperaturverläufe für drei Lüftungsszenarien über der Faser-
koordinate aufgetragen. Die fünf Kühlabschnitte sind mit senkrechten Linien
gekennzeichnet. Die rote Kurve stellt den Temperaturverlauf bei komplett
ungekühlter Faser dar. Die schwarze Kurve zeigt den Verlauf bei Kühlung der
äußeren Faserabschnitte mit Lüfter 1 und 5, die grüne Kurve zeigt den
Temperaturverlauf für den Fall, dass nur der mittlere Lüfter 3 läuft. Der relativ große
Messwert der grünen Kurve zwischen Bereich 1 und 2 ist auf einen Messfehler
durch die mechanische Bereichsunterteilung an dieser Stelle zurückzuführen. Bei
beiden Kurven ist der sehr steile Temperaturanstieg in den Übergangsbereichen von
gekühlt nach ungekühlt zu sehen. Schon nach ein bis zwei Zentimetern ist keine
eindeutige Temperaturtendenz zu erkennen, die auf diesen Übergangsbereich der
Kühlung zurückzuführen ist. Auch die maximalen Temperaturen der drei Szenarien
unterscheiden sich nicht signifikant. Die Temperaturunterschiede sind durch
Schwankungen in der Pumpleistung erklärbar, verursacht durch die Hysterese des
Zwei-Punkt-Reglers der Kühlung der Pumpquelle.
Die FEM-Simulation des Messaufbaus zeigt übereinstimmende Ergebnisse. Ein
20 cm langes Faserstück wird mit freier Luftkonvektion auf der Außenfläche
(Anhang 9.2) modelliert. Der Wärmestrom, ausgehend von der Mantelfläche des
Laserkerns, wird so eingestellt, dass sich eine Temperatur von 100°C auf der Faser-
außenfläche ergibt. Um die gekühlten Bereiche zu modellieren, wird hier die
Konvektion soweit erhöht, dass die Temperatur auf der Faseraußenfläche ca. 47°C
beträgt. Dieses Modell dient nur der Bestimmung der Wirkung der Wärmeleitung in
Faserlängsrichtung, eine genaue Vermessung der Strömungsgeschwindigkeit wie in
Abschnitt 5.4.2 ist deshalb nicht erforderlich.
Mit Hilfe des Modells wird der Versuch nachgestellt. Die Modelle zeigen eine sehr
gute Übereinstimmung des Temperaturverlaufs mit der realen Faser. In Bild 39 ist
der Temperaturverlauf für das gemessene Szenario mit nur einem laufenden Lüfter
als schwarze Kurve aufgetragen. Der berechnete Temperaturverlauf ist grün
eingetragen. Die Übereinstimmung von Modell und Messung liegt im Bereich der
Messgenauigkeit.
Thermische Simulation der aktiven
Faser
59
Die Größenordnung der Temperaturdifferenz zwischen den gekühlten und den
ungekühlten Bereichen entspricht der, die in einer beidseitig gepumpten Faser
zwischen Ende und Fasermitte zu erwarten ist. Dies gilt für den Fall, dass die
Wärmeleitung in Faserrichtung vernachlässigt wird; eine Berücksichtung würde die
Temperaturdifferenz verringern. Der räumliche Abstand zwischen Fasermitte und
-ende ist aber um ein Vielfaches größer als im Fall der hier durchgeführten Messung
und Simulation. Der Gradient und damit die transportierte Wärmemenge ist also
wesentlich kleiner. Eine Vernachlässigung des Wärmetransports in Faserlängs-
richtung ist somit zulässig. Bei den Simulationen in Abschnitt 6.4 wird daher die
Wärmeleitung in Faserlängsrichtung nicht berücksichtigt.
Eine Frage, die sich mit Hilfe des hier verwendeten Modells klären lässt, ist die nach
der maximal zulässigen Unterbrechungslänge der Kühlung. Für die technische
Umsetzung der Faserkühlung kann es eine erhebliche Vereinfachung bedeuten,
wenn kurze Unterbrechungen der Kühlung in Faserlängsrichtung aus thermischer
Sicht möglich sind. Die bisher erzielten Ergebnisse legen allerdings nahe, dass dies
in den hochbelasteten Bereichen nicht möglich ist.
In Bild 40 sind die berechneten Temperaturverläufe für unterschiedlich lange
Unterbrechungen der Faserkühlung dargestellt.
Bild 39: Vergleich
von Messung und
Simulation für einen
eingeschalteten Lüfter
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Die Simulation zeigt einen Temperaturanstieg auf über 150° C bei einer Unter-
brechung der Kühlung von 2 mm. Für die technische Umsetzung muss demnach auf
eine lückenlose Kühlung der Faser geachtet werden.
5.5 Faserkühlung durch Konvektion
Die Kühlung der Faser durch Konvektion mit einem gasförmigen oder flüssigen
Kühlmedium stellt aufgrund des geringen thermischen Widerstands zwischen Faser
und Kühlmedium eine effiziente Methode des Wärmeabtransports dar. Bild 41 zeigt
den Einfluss der Strömungsgeschwindigkeit des Kühlmediums auf die erreichbaren
Maximaltemperaturen in der Außenbeschichtung der 40/730-Faser für Luft und
Wasser. Bei der Berechnung der Werte wurde die Temperaturabhängigkeit der
Konvektionskoeffizienten berücksichtigt, die entsprechenden Werte sind im
Anhang 9.2 aufgeführt. Analytische und numerische Berechnung ergeben
übereinstimmende Temperaturwerte. Da der Konvektionskoeffizient iterativ
bestimmt werden muss, ist es vorteilhaft, eine FEM-Rechnung durchzuführen. Die
Wärmestrahlung wurde vernachlässigt, da sie im angestrebten Temperaturbereich
einen vernachlässigbaren Anteil am Wärmetransport hat. Die aufgetragenen
Temperaturen sind die der Innenfläche der Außenbeschichtung. Aufgrund der
niedrigen thermischen Belastbarkeit der Außenbeschichtung ist dies die kritische
Stelle im Faserquerschnitt.
Bild 40:
Temperaturverlauf im
Außenbeschichtung
bei unterschiedlich
großen Kühllücken
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Die Ergebnisse zeigen, dass unter den gegebenen Randbedingungen eine direkte
Luftkühlung der Faser nur eingeschränkt möglich ist. Mit Wasserkühlung werden
hingegen unabhängig von der Strömungsgeschwindigkeit Temperaturen unterhalb
der Dauergebrauchstemperaturen der Beschichtungsmaterialien erzielt 10.
Faserkorrosion
Die direkte Faserkühlung mit Wasser ist für einen kommerziell genutzten Faserlaser
jedoch ungünstig in Hinsicht auf die Lebensdauer. Durch den Kontakt der Faser mit
Wasser können Schädigungen der Faser auftreten, die zu einer Reduzierung der
Leistung und der Lebensdauer führen. Untersuchungen zeigen eine Abnahme der
Zug- und Biegefestigkeit von kunststoffbeschichteten Fasern, die spannungsfrei in
Wasser gelagert werden. Der Effekt wird durch Glaskorrosion erklärt, verursacht
durch Wasser, das durch den Kunststoff diffundiert [113]. Die Si-O-Verbindungen
an der Oberfläche des Quarzglases reagieren mit den Wassermolekülen wie folgt
[68]:
Bild 42: Chemische
Reaktion zwischen
Quarzglas und Wasser
Durch diese Reaktion werden Risse auf der Oberfläche der Glasfaser vertieft. Bei
einer spannungsfreien Faser führt dies nicht zum Bruch der Faser. Die direkte
Wasserkühlung eines kurzen Stückes der Faser wird bei Hochleistungsfasersteckern
10 Die in Abschnitt 5.1.3 beschriebene Berechnung der Konvektionskoeffizienten für konvektive Kühlung liefert Werte zur Berechnung des
Gesamtwärmestroms von der Faser. Die lokalen Konvektionskoeffizienten auf dem Umfang der Faser weichen von diesen Werten ab. Zum
Beispiel staut sich die Strömung auf der angeströmten Seite der Faser, die lokale Strömungsgeschwindigkeit ist hier niedrig, folglich auch der
lokale Konvektionskoeffizient. Dadurch wird auch die Temperaturverteilung in der Faser beeinflusst, die Maximaltemperatur in der
Beschichtung liegt somit über der hier berechneten. Eine genaue Bestimmung der Temperaturverteilung erfordert eine Strömungssimulation
und eine zweidimensionale Temperaturberechnung.
Bild 41: Vergleich der
konvektiven Kühlung
der 40/730-Faser mit
Luft und Wasser bei
einer Wärmelast von
120 W/m
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der Firma Optoskand [82] erfolgreich eingesetzt. Eine aufgewickelte Faser steht aber
an der Außenseite unter Zugspannung. Dies beschleunigt das Risswachstum, sodass
es zu einem Faserbruch kommt.
Die Alterung der Faser in Wasser ist abhängig vom Material des Außenmantels und
der Wassertemperatur. Für eine acrylatbeschichtete Faser wird bei einer Wasser-
temperatur von 95 °C eine Abnahme der Biegefestigkeit auf 11% des ursprünglichen
Wertes  gemessen,  bei  80  °C  liegt  dieser  Wert  bei  54  %[41].  Für  polyimid-
beschichtete Fasern wird bei 80 °C eine Abnahme der Festigkeit auf 70 % gemessen.
Silikonbeschichtete Fasern oder Fasern beschichtet mit fluoriertem Acrylat
(Hardclad, HCS?) zeigen sich dagegen weitgehend unempfindlich gegenüber der
Lagerung in Wasser, die Abnahme der Festigkeit liegt hier im Bereich < 10 % [67].
Die Alterung der Faser zeigt eine starke Abhängigkeit von der Wassertemperatur.
Bei 50 °C liegt die Abnahme der Festigkeit für acrylatbeschichtete Fasern nur noch
bei 30 % und bei Polyimidbeschichtungen bei 12%.
Bei den vorliegenden Untersuchungen zur Faserkorrosion kann aufgrund der
Alterung der Faser im Wasserbad nicht getrennt werden zwischen Effekten durch
die erhöhte Wassertemperatur und solchen, die durch die erhöhte Temperatur der
Glasoberfläche hervorgerufen werden. Diffusion und Glaskorrosion sind beide
thermisch aktivierte Prozesse. Der Temperaturgradient in aktiven Laserfasern kann
also zur Folge haben, dass zwar die Diffusion aufgrund relativ niedriger
Oberflächentemperaturen verlangsamt ist, dass aber die hohe Temperatur an der
Pumpmanteloberfläche dennoch starke Glaskorrosion bewirkt. Dass Letzteres
letztlich ausschlaggebend sein kann, legen Untersuchungen nahe, die zeigen, dass
die Diffusion von Wassermolekülen durch den Kunststoffmantel bei 25 °C in
Zeitskalen von Minuten bis wenigen Stunden stattfindet [1].
Ein weiterer Effekt von Wasser im direkten Kontakt mit der Faser wurde speziell für
Faserbeschichtungen mit niedrigem Brechungsindex gefunden, wie sie für Doppel-
mantelfasern verwendet werden. Die Einlagerung von Wasser im Kunststoff erhöht
die Pumplichtabsorption im Mantel auf bis zu 14 dB bei 10 m Faserlänge [15]. Für
die besten Beschichtungsmaterialien dieser Untersuchung erhöhte sich die
Dämpfung des Pumplichts von 0,2 auf 0,6 dB/10 m. Das entspricht einem
Leistungsverlust von 12%, der für Anwendungen im Hochleistungsbereich nicht
akzeptabel ist.
Die beschriebenen Effekte zeigen, dass bei direkter Wasserkühlung der Faser
besondere Maßnahmen erforderlich sind, um Lebensdauer und Effizienz zu
gewährleisten. Ein möglicher Lösungsansatz ist ein spezieller Aufbau des Mantels.
Für Mehrstufenindexfasern, bei denen das Pumplicht in einem zusätzlichen
Glasmantel geführt wird, kann mit einer hermetischen Beschichtung das
Eindiffundieren von Wasser verhindert werden. Dabei wird eine Kohlenstoff- oder
Kupferschicht direkt auf die äußere Quarzschicht aufgebracht. Die Alterung der
Faser in Wasser kann dadurch verhindert werden [67]. Nachteilig ist, dass diese
Schichten stark absorbieren. Bereits geringe Verluste von Pumplicht haben so eine
lokale Überhitzung zur Folge. Beschränkt man sich auf die Verwendung von
Kunststoff als Beschichtungsmaterial, müssen die Lebensdaueraspekte gesondert
untersucht werden. Aus den zitierten Quellen wird deutlich, dass diese Unter-
suchungen sehr aufwendig und nicht immer reproduzierbar sind 11. Deshalb und aus
Gründen der technischen Umsetzung ist es naheliegend zu untersuchen, ob eine
11 In [37] werden signifikant unterschiedliche Ergebnisse für die gleiche Faser von zwei unterschiedlichen Spulen erzielt.
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vergleichbare Kühlwirkung auch durch Wärmeleitung erreichbar ist. Diese
Untersuchung wird im folgenden Kapitel durchgeführt.
5.6 Faserkühlung durch Wärmeleitung
Die Alternative zur Faserkühlung durch Konvektion ist die Kühlung der Faser durch
Wärmeleitung. Im Folgenden wird die Kühlung der Faser durch Aufwickeln auf eine
ihrerseits konvektiv gekühlte Faserspule untersucht. Dabei gilt es, den thermischen
Widerstand der Wärmeabfuhr soweit wie nötig zu reduzieren. Untersucht werden
zunächst Kühlgeometrien, die mit geringem technischem Aufwand umsetzbar sind.
Da diese in Bezug auf die Wärmeabfuhr nicht rotationssymmetrisch sind, erfordern
sie eine zweidimensionale Berechnung mittels der Methode der Finiten Elemente.
5.6.1 Erstellung des FEM-Modells
Eine sehr einfache Möglichkeit der Faserkühlung über eine gekühlte Faserspule ist
die Wicklung der Faser auf einen glattwandigen Zylinder mit einer Steigung, die
dem Faserdurchmesser entspricht. Das verwendete FEM-Modell ist in Bild 43
dargestellt. Auch hier wird die 40/730-Faser wegen des höheren thermischen
Widerstands ihrer Beschichtung untersucht. Zur Verringerung des Rechenaufwands
wird ein Sektor von  0,1° einer Faserwicklung verwendet. Die Wandstärke des
Zylinders wird zu 5 mm und als Wärmeleitfähigkeit die von Kupfer mit
380 W/(mK) gewählt. In Abschnitt 5.7.4 wird der Einfluss der Zylinderwandstärke
näher untersucht.
Auf der Innenwand des Zylinders wird erzwungene Wasserkonvektion für einen
konzentrischen Ringspalt mit 1 m/s Strömungsgeschwindigkeit (siehe Anhang 9.2)
angenommen. Auf der Faseraußenseite wird nur für einen Teilbereich freie Luft-
konvektion angenommen, um der Tatsache Rechnung zu tragen, dass die freie
Konvektion durch die dicht gewickelte Faser im Bereich der Kontaktstellen der
Faserwicklungen nur sehr eingeschränkt funktioniert. Die Umfangslänge des
konvektiv gekühlten Bereichs entspricht dem Durchmesser der Faser. Die
Schnittflächen des Zylinders senkrecht zur Zylinderachse werden als adiabat
angenommen. Dies entspricht der Annahme, dass die benachbarten Faserwindungen
die gleiche Wärmemenge abgeben wie die betrachtete. Da dies in der Realität
aufgrund des exponentiell abfallenden Verlaufs der Pumplichtabsorption nicht der
Fall ist und hier die heißeste Stelle der Faser untersucht wird, liegt die berechnete
Fasertemperatur über der realen. Der Fehler wird in Abschnitt 5.6.3 näher untersucht
und liegt im Bereich von 3 °C.
Auf der dem Zylinder zugewandten Faserseite ist die Konvektion stark
eingeschränkt. Die Luft ist dort in kleinen Hohlräumen eingeschlossen und kann nur
begrenzt zirkulieren. Das Produkt aus Grashof- und Prandtl-Zahl ist in diesen
Bild 43: FEM-Modell
zur Optimierung des
Zylinder-Faser-
Kontakts
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Hohlräumen kleiner als 1000. In diesem Fall wird von dünnen Schichten
gesprochen, sodass hier von reiner Wärmeleitung ausgegangen werden kann [104].
Diese Faserseite gibt über Wärmeleitung durch Luft Wärme an den Zylinder ab.
Die Modelle mit Konvektion auf der Zylinderinnenwand werden im Folgenden
Modelle mit „direkter Zylinderkühlung“ genannt. In Abschnitt 5.6.3 wird auch auf
Modelle eingegangen, bei denen die Wärmeabfuhr aus dem Zylinder über eine
gekühlte Platte an der Zylinderstirnfläche erfolgt. Diese werden entsprechend
Modelle mit „indirekter Zylinderkühlung“ genannt. Die Wärmelast beträgt 120 W/m
auf der Mantelfläche des Laserkerns.
Hertzsche Pressung
Eine Unbekannte bei der Erstellung des Simulationsmodells ist die Breite der
Kontaktfläche zwischen Faser und Kühlzylinder, die durch die Verformung der
Faserbeschichtung durch Hertzsche Pressung entsteht. Im Kontaktbereich wird die
Wärme direkt in den Zylinder geleitet. Die Berechnung dieser Fläche benötigt als
Parameter  die  Größe der  Normalkraft  zwischen Faser  und Zylinder.  Diese ist  stark
abhängig von den Bedingungen der Aufwicklung und verändert sich zudem
aufgrund der unterschiedlichen thermischen Ausdehnung der Materialien mit der
Temperatur. Eine aussagekräftige Berechnung der Kontaktflächenbreite ist deshalb
nicht möglich. Um den Fehler abzuschätzen, den diese Unbekannte verursacht, wird
der Einfluss der Kontaktflächenbreite auf das Temperaturfeld untersucht. Dazu wird
eine hohe Normalkraft angenommen, die zu einer Kontaktflächenbreite von 0,1 mm
führt (Berechnung im Anhang 9.3). Im Bereich der Kontaktfläche wird ideale
Wärmeleitung angenommen, für den Kontakt von zwei Festkörpern wird diese
aufgrund der Oberflächenrauhigkeiten in der Regel nicht erreicht. Trotz der
Annahme der optimalen Wärmeleitung im Bereich der Kontaktfläche zeigt die
Simulation, dass dieser Bereich keinen entscheidenden Beitrag zur Wärmeabfuhr
leistet. Bei vollständiger Unterdrückung des Kontakts an dieser Stelle erhöht sich die
Maximaltemperatur von 381 °C um 10° C, was einer Erhöhung des thermischen
Widerstands von 3 % entspricht. Die Temperaturverteilung in der Faser bei
unterdrücktem Kontakt zeigt Bild 44. Im Bereich der Kontaktstelle zwischen Faser
und Spule ist eine lokale Abkühlung erkennbar. Diese ist auf die geringe Dicke der
Luftschicht beiderseits der Berührstelle zurückzuführen, die einen relativ geringen
thermischen Widerstand aufweist.
Bild 44:
Simulationsergebnis
bei unterdrücktem
Kontakt zwischen
Faser und Zylinder
Aufgrund der gewonnenen Erkenntnis wird in den folgenden Modellen kein direkter
Kontakt zwischen Faser und Zylinder angenommen. Die auftretenden Temperaturen
werden leicht überschätzt, was eine zusätzliche Sicherheit für die Auslegung der
Kühlung bedeutet.
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5.6.2 Kontaktoptimierung zwischen Faser und Kühlzylinder
Das oben beschriebene Modell ergibt eine Maximaltemperatur in der Beschichtung
von 391 °C. Die einfachste technische Lösung gewährleistet offensichtlich keine
hinreichende Kühlung der Faser. Im Folgenden werden deshalb die Möglichkeiten
für eine Kontaktverbesserung zwischen Faser und Zylinder überprüft. Dazu wird der
Kontaktbereich zwischen Faser und Zylinder durch Profilierung des Zylinders in
zwei Schritten vergrößert. Bild 45 zeigt die verwendeten Geometriemodelle.
Bild 45: Modelle mit
Nut für die Faser zur
Kontaktoptimierung
Die Faser liegt im ersten Schritt in einer Rundnut mit einer Tiefe von 0,5 mm, sie ist
dadurch auf 40 % ihres Umfangs von der Nut umgeben. Der Radius des Nutgrundes
ist 0,05 mm größer als der Faserradius. Der Luftspalt zwischen Faser und
Kühlzylinder beträgt minimal 0,002 mm, die Faser berührt den Zylinder nicht.
Dieser Fall kann in der Praxis lokal z.B. durch Dickentoleranzen des Mantels
auftrete; der Einfluss auf die Fasertemperatur ist, wie bereits gezeigt, marginal.
Wenn im Folgenden von „Kontaktbereich“ die Rede ist, so ist stets der Bereich des
Faserumfangs gemeint, in dem der Abstand zwischen Faseroberfläche und Zylinder
? 0,05 mm ist. Die Strömungsgeschwindigkeit des Wassers auf der Zylinder-
innenseite beträgt 4 m/s. Bild 46 zeigt das Ergebnis der Simulation im Vergleich zu
einem nicht profilierten Zylinder. Die maximale Temperatur im Kunststoffmantel
beträgt 183 °C, für einen Silikonmantel wäre diese Konfiguration also bereits
ausreichend.
Um die Wärmeabfuhr zu verbessern, wird der Kontaktbereich auf 180 ° erhöht und
eine Nuttiefe größer als der Faserdurchmesser gewählt. Damit dies möglich ist, muss
auch die Wicklungssteigung erhöht werden; zwischen den Faserwicklungen liegt
nun ein Metallsteg von 1 mm Breite. Damit verändern sich zwei Parameter der
Wärmeabfuhr: Der Wärmeübergang zwischen Faser und Zylinder wird verbessert
und die angeströmte Kühlfläche im Zylinderinneren vergrößert. Wie in Abschnitt
5.6.3 gezeigt wird, hat Letzteres signifikanten Einfluss auf die resultierenden
Temperaturen. Das Ergebnis der Rechnung ist eine wiederum deutlich abgesenkte
Temperatur von 139 °C (Bild 47, links).
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Bild 46: Simulations-
ergebnisse der
Kontaktoptimierung
ohne und mit Nut [25]
Bild 47: Simulations-
ergebnisse der
Kontaktoptimierung
mit tiefer Nut ohne
und mit Wärmeleit-
paste [25]
Der Kontaktbereich lässt sich nun nicht ohne erhöhten technischen Aufwand weiter
vergrößern. Um dennoch die Wärmeabfuhr zu verbessern, werden der Spalt
zwischen Faser und Zylinder sowie die komplette Nut mit Wärmeleitpaste mit einer
Wärmeleitfähigkeit von 10 W/(mK) gefüllt. Die minimale Schichtdicke der Wärme-
leitpaste beträgt 50 µm. Die Maximaltemperatur im Außenmantel sinkt dadurch auf
67°C und liegt damit nur noch 10 °C über dem Ergebnis, dass in Abschnitt 5.5 durch
direkte Wasserkühlung der Faser erreicht wird. Diese Temperatur ist auch für eine
Acrylat-Beschichtung tolerierbar, eine konduktive Kühlung der Faser ist also
möglich. Allerdings muss die chemische Verträglichkeit der Wärmeleitpaste mit
dem Mantelkunststoff geklärt werden.
Eine größere Auswahl an handelsüblichen Wärmeleitpasten ist bei einer
Leitfähigkeit von 2 W/(mK) gegeben. Für diese Wärmeleitfähigkeit sind auch
Vergussmassen erhältlich, wie sie im Bereich der Elektronik vielfach eingesetzt
werden [83] [84]. Der Einsatz von Vergussmasse ist sinnvoll, um Dauerfestigkeit für
ein serientaugliches System zu gewährleisten, das nicht demontiert werden muss.
Bei Verwendung dieser Kunststoffe steigt die Temperatur auf 72 °C. Auch wenn die
Strömungsgeschwindigkeit auf 1 m/s abgesenkt wird, steigt die Maximaltemperatur
mit 81,7 °C nur knapp über den angestrebten Grenzwert für Acrylatbeschichtungen.
Die Wärmeabfuhr des Systems kann vereinfachend durch den rechnerischen
thermischen Widerstand zwischen der heißesten Stelle der Außenbeschichtung und
dem Kühlwasser charakterisiert werden. Bild 48 vergleicht diesen Widerstand mit
den thermischen Widerständen der in Abschnitt 5.5 untersuchten konvektiven
Kühlung und den eindimensional berechneten Widerständen der System-
komponenten.
Tmax = 139°C
Tmax = 183°CTmax = 391°C
Tmax = 67°C
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Bild 48: Vergleich
von konvektiver und
optimierter
konduktiver Kühlung Parameter
direkte
Luft-
kühlung
1D/2D
direkte
Wasser-
kühlung
1D/2D
Wärme-
leitungs-
kühlung
2D
Modell
Wärme-
leitung
1D
Schema
R t´coat2 in mK/W Widerstand
der Außenbeschichtung 0,282 0,282 0,282 0,282
R t´conv  in mK/W
(Strömungsgeschwindigkeit)
0,490
(20 m/s)
0,1
(1 m/s) - -
R t´hcp in mK/W Leitungswiderstand der zylindrischen Schicht WLP
(Leitfähigkeit der WLP)
Fall 1 (10 W/mK) - - - 0,001
Fall 2 (2 W/mK) - - - 0,005
R t´cu in mK/W Leitungswider-
stand des Zylinderkörpers - - - 0,0055
R t´conv in mK/W konvektiver Widerstand auf Zylinderinnenseite
110 mm Ringspalt, 5 mm hoch (Strömungsgeschwindigkeit)
Fall 1 (4 m/s) - - - 0,079
Fall 2 (1 m/s) - - - 0,158
Gesamtwiderstand R t´tot in mK/W (FEM)
Fall 1 0,375 0,3695
Fall 2
0,772 0,292
0,4975 0,4505
Temperaturerhöhung über Kühltemperatur (Tmax - Tc)
Fall 1 45 °C 44,34 °C
Fall 2
92,6 °C 35 °C
59,7 °C 54,06 °C
Differenz Gesamtwiderstand 2D -1D
Fall 1 0,0055
Fall 2 0,047
Der Systemwiderstand der gefundenen Lösung beträgt 0,375 mK/W. Er ist damit
etwa halb so groß wie bei konvektiver Luftkühlung und ca. 30 % größer als bei
direkter Wasserkühlung. Der Widerstand des Systems begrenzt die zulässige
Wärmelast für Acrylatbeschichtungen auf < 150 W/mK. Bei Verwendung einer
weniger leistungsfähigen Wärmeleitpaste und einer reduzierten Strömungs-
geschwindigkeit ist die Grenze des Systems bei 120 W/m bereits erreicht. Der
Vergleich mit den eindimensionalen Widerständen der Systemkomponenten zeigt,
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dass die Außenbeschichtung mit ca. 75 % den wesentlichen Anteil am Gesamt-
widerstand hat. Zweite wesentliche Komponente ist der konvektive Wärmeübergang
mit 21 % Anteil. Soll das System weiter verbessert werden, sind dies die beiden
Komponenten mit dem größten Potential. Die Wärmeleitung durch die Zylinder-
wandung und die dünne Schicht aus Wärmeleitpaste haben mit 1,7 % anteiligem
Widerstand einen geringen Einfluss auf die Kühlleistung des Systems.
Die Differenz zwischen der Summe der Komponentenwiderstände und dem
rechnerischen Systemwiderstand kann als der Widerstand der unmittelbaren Faser-
umgebung interpretiert werden. Der Anteil dieser Widerstandskomponente
versiebenfacht sich dementsprechend bei der Wahl einer Wärmeleitpaste mit
niedrigerer Leitfähigkeit. Er ist aber auch in diesem Fall (Fall 2) mit 9,5 % relativ
klein, eine wesentliche Verbesserung des Systems kann ohne Änderung der Faser-
beschichtung und der konvektiven Kühlung hier nicht erzielt werden. Das Kühl-
schema gewährleistet demzufolge eine gute thermische Anbindung dieser Faser.
Die Ergebnisse können wie folgt zusammengefasst werden:
? Die Kühlung der Faser ist bei einer Wärmelast von 120 W/m mit entwickeltem
Kühlschema und geringem technischem Aufwand möglich.
? Die Wärmeabfuhr des Kühlschemas ist mit direkter Wasserkühlung
vergleichbar.
? Die Grenze des Systems liegt bei einer Wärmelast von ca. 150 W/m.
? Wesentliche Ansatzpunkte zur Optimierung des Systems bieten die Faser-
beschichtung und die konvektive Kühlung des Zylinders mit ca. 75 % bzw.
20 % Anteil am Systemwiderstand.
Die Möglichkeiten zur Systemoptimierung werden in den Abschnitten 5.7.1 - 5.7.4
untersucht. Im folgenden Abschnitt wird zunächst ermittelt, ob der Aufwand der
konvektiven Zylinderkühlung reduziert werden kann. Das Potential, das eine
symmetrische Anordnung der Kühlung besitzt, wird in Abschnitt 6.2 zur Abfuhr der
wesentlich höheren Wärmelasten an Spleißverbindungen untersucht.
5.6.3 Wärmeabfuhr aus dem Kühlzylinder
Für den Fall der konvektiven Wasserkühlung der Innenseite der Faserspule konnte
im vorangegangenen Abschnitt gezeigt werden, dass eine hinreichende Kühlung der
Faser realisierbar ist. Im Folgenden wird untersucht, ob der Aufwand zur Kühlung
des Zylinders reduziert werden kann, indem der Zylinder durch Wärmeleitung
gekühlt wird. Die Wärme wird dabei durch einen stirnseitig angebrachten
Kühlkörper abgeführt, der seinerseits wasser- oder luftgekühlt ist. Untersucht wird
hier der einseitig gepumpte und gekühlte Fall. Bei beidseitigem Pumpen kann bei
ebenfalls beidseitiger Kühlung die Signalleistung verdoppelt werden. Bild 49 zeigt
Modell und Ergebnis der Rechnung für die Zylinderkühlung über eine konvektiv
wassergekühlte Platte. Die gepumpte Faserseite wurde zur Platte hin angeordnet,
damit für diese kritische Stelle die bestmögliche Kühlung gewährleistet ist. Um die
Wärmeleitung in Richtung der Zylinderachse zu verbessern, wurde die Wandstärke
des Zylinders auf 20 mm erhöht. Zur Abschätzung der Wärmelastverteilung wird
eine Wärmelast von 30 % der Signalleistung entsprechend der Pumplichtabsorption
über der Faserlänge aufgebracht. Als maximale Wärmelast resultiert daraus auf der
Einkoppelseite die in Abschnitt 5.2 ermittelte Last von 120 W/m. Für den Verlauf
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der Faser liegt diese Abschätzung deutlich über den gemessenen Werten; die
Simulation zeigt aber, dass die Kühlung in diesem Bereich unkritisch ist.
Bild 49: Modell und
Simulationsergebnis
zur passiven
Zylinderkühlung
Mit dem Modell, das alle Faserwindungen beinhaltet, wird zunächst als Referenz der
in Abschnitt 5.6.2 berechnete Fall der direkten Kühlung des Zylinders berechnet.
Mit dem neuen Modell reduziert sich unter sonst gleichen Bedingungen die
Maximaltemperatur  im Mantel  um 3,2 °C auf  62,8 °C.  Dies lässt  sich durch die in
diesem Modell stattfindende zweidimensionale Wärmeleitung erklären. Die Wärme
fließt nicht nur radial, sondern auch in Richtung der Zylinderachse in die
benachbarten Bereiche, zu denen aufgrund geringerer Wärmelasten ein Temperatur-
gradient besteht.
Wird statt der direkten Zylinderkühlung der Kühlkörper eingesetzt, erhöht sich die
maximale Manteltemperatur auf 66 °C. Die indirekte Wasserkühlung verursacht
somit eine nur geringfügige Temperaturerhöhung um 3,2 °C oder eine Widerstands-
erhöhung von 7 %. Wird die wassergekühlte Platte durch einen luftgekühlten
Kühlkörper ersetzt, steigt die Temperatur auf 71,7 respektive 77 °C für eine
Strömungsgeschwindigkeit von 20 bzw. 10 m/s. Bild 50 zeigt die untersuchten
Varianten im Vergleich. Aufgeführt sind auch die Maximalwerte, die ohne
Verwendung von Wärmeleitpaste erreicht werden.
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Bild 50: Maximal
auftretende
Temperaturen im
Außencoating bei
verschiedenen
Konvektionsszenarien
der direkten und
indirekten Zylinder-
kühlung bei 120 W/m
mit optimierter Nut
[25]
Kühlkonfiguration
Zylinder-
wand-
stärke
in mm
Strömungs-
geschwindig-
keit in m/s
Tmax in °C
in der
Faserbe-
schichtung
        Modell
indirekte Kühlung des Zylinder über eine luftgekühlte Wärmesenke
indirekt, 38 Kühlrippen 20 10 149
indirekt, 38 Kühlrippen 20 20 143
indirekt, 38 Kühlrippen,
mit Wärmeleitpaste 20 10 77
indirekt, 38 Kühlrippen,
mit Wärmeleitpaste 20 20 71,7
indirekte Kühlung des Zylinder über eine wassergekühlte Wärmesenke
indirekt, 8 Bohrungen 20 1 143
indirekt, 8 Bohrungen 20 4 139
indirekt, 8 Bohrungen,
mit Wärmeleitpaste 20 1 71
indirekt, 8 Bohrungen,
mit Wärmeleitpaste 20 4 66
direkte Wasserkühlung der Zylinderinnenseite
direkt 5 1 138,6
direkt 5 4 135,9
direkt, mit
Wärmeleitpaste 5 1 65,7
direkt, mit
Wärmeleitpaste 5 4 62,8
Die Kühlleistung der drei modellierten Varianten kann durch Erhöhung der
Strömungsgeschwindigkeiten, der Anzahl von Kühlbohrungen bzw. -rippen oder der
Größe von Kühlbohrungen bzw. -rippen weiter verbessert werden.
Die Faserspule kann also auch indirekt mit Luft oder Wasser gekühlt werden. Bei
hoher Temperaturbeständigkeit des Außenmantels kann sogar auf den Einsatz von
Wärmeleitpaste verzichtet werden. Für die indirekte Wasserkühlung sind aufgrund
des geringeren Querschnitts der Kühlbohrungen im Vergleich zum direkt
angeströmten Zylinder wesentlich niedrigere Volumenströme notwendig, um die
erforderliche Kühlleistung zu erreichen. Damit lässt sich für die untersuchte
Konfiguration eine Faserkühlung mit geringem technischem Aufwand realisieren.
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5.7 Optimierung der Systemkomponenten
Zur Erhöhung der Wärmelasten oder zur Reduzierung des technischen Aufwands
können die Komponenten die Faser selber, der Grundkörper des Kühlzylinders und
die Wärmeabfuhr auf dessen Innenseite einzeln oder im Verbund optimiert werden.
5.7.1 Optimierung der Beschichtungsdicke
Im Fall der Kühlung durch Wärmeleitung nimmt nach Gleichung 5.19 der
thermische Widerstand von Pump- und Außenmantel mit steigender Schichtdicke
zu. Somit sollten aus thermischer Sicht beide Schichtdicken so gering wie möglich
gehalten werden. Zwei Fälle sind dennoch interessant zu betrachten: der Einfluss der
Außenmanteldicke bei schwacher konvektiver Kühlung und der Einfluss der Pump-
manteldicke auf die Maximaltemperaturen im Außenmantel.
Die Dicke des Kunststoffmantels eignet sich insofern zur Optimierung der
thermischen Eigenschaften der Faser, als eine Änderung keine laserphysikalischen
Auswirkungen hat. Lediglich die mechanische Schutzfunktion des Kunststoff-
mantels muss gewährleistet sein. Der Außendurchmesser des Kunststoffmantels hat
bei konvektiver Kühlung Einfluss auf zwei thermische Widerstände der Faser. Zum
einen bestimmt die Schichtdicke den Wärmeleitungswiderstand der Beschichtung,
zum anderen vergrößert sich mit dem Außenradius die Kühloberfläche für die
konvektive Kühlung. Aus den Gleichungen 5.19 und 5.20 geht hervor, dass diese
Effekte gegenläufig sind. Der Gesamtwiderstand R´ttot zwischen Pumpmantel und
Kühlmedium lässt sich beschreiben als Summe der beiden durch den Außendurch-
messer beeinflussten Widerstände [44]:
5.24
ln( / ) 1
2 2
coat p
ttot tcond tconv
coat
r r
R R R
r?? ??
? ? ?? ? ? ?
R t´cond konduktiver Widerstand der Beschichtung
R t´conv konvektiver Widerstand der Beschichtung
rcoat Außenradius der Beschichtung
rp Außenradius des Pumpmantels
Für einen optimalen thermischen Widerstand muss gelten:
5.25
0ttotdR
dr
? ?
Daraus folgt:
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1 1 0
2 2 ²coat coatr r?? ??
? ?
und somit:
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?
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Um zu bestimmen, ob ein Maximum oder ein Minimum gefunden wurde, muss die
zweite Ableitung des Gesamtwiderstandes gebildet werden:
5.28
² 1 1
² 2 ² ³
ttot
coat coat
d R
dr r r?? ??
? ? ? ?
Mit rcoat = ?/? ergibt sich:
5.29
² 1 1 1 1 0
² ( / )² 2 2 ³ / ²
ttotd R
dr ? ? ? ? ? ?? ?
? ? ?? ? ? ?? ?? ?
Das Ergebnis ist immer positiv, der thermische Widerstand wird also minimal.
Der Verlauf der thermischen Widerstände über die Änderung des Außenradius der
Außenbeschichtung (Innenradius 500 µm) der 40/730-Faser für erzwungene Luft-
kühlung zeigt Bild 51.
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Die Rechnung wurde mit einem konstanten Konvektionskoeffizienten von
200 W/(m²K) durchgeführt. Dies entspricht einer Strömungsgeschwindigkeit von
1,5 m/s bei einem Faserradius von 500 µm. Für diese Kühlung kann also die
maximale Beschichtungstemperatur gesenkt werden, wenn der Außenradius der
Außenbeschichtung von 750 µm auf 1200 µm erhöht wird 12. Der thermische
Widerstand der Außenbeschichtung wird dadurch allerdings nur um 6 % reduziert.
Bei weiterer Erhöhung der Schichtdicke der Außenbeschichtung wird der
konvektive Widerstand klein im Vergleich zum konduktiven, sodass letzterer die
Kühlung der Faser maßgeblich bestimmt.
12 Die Rechnung berücksichtigt nicht die Abnahme des Konvektionskoeffizienten mit Erhöhung des
Faserdurchmessers, die den konvektiven Widerstand langsamer sinken lässt als gezeigt. Das tatsächliche Optimum
des Außenmantelradius liegt also bei einem geringfügig größeren Radius.
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Die durchgeführte Optimierung der Beschichtungsdicke ist nur für eine schwache
Kühlung des Mantels sinnvoll. Für erzwungene Konvektion mit Luft ergeben sich je
nach Durchmesser der Faser und Strömungsgeschwindigkeit Konvektions-
koeffizienten von 100 - 700 W/m²K (Anhang 9.2). Mit der Wärmeleitfähigkeit
üblicher Mantelkunststoffe im Bereich von 0,3 W/mK ergeben sich nach Gleichung
5.27 optimale Außenmantelradien von 0,4 - 3 mm. Da die Konvektionskoeffizienten
von erzwungener Konvektion mit Wasser schon bei einer Strömungs-
geschwindigkeit von 0,01 m/s eine Größenordnung über denen der Luftkühlung
liegen, liefert Gleichung 5.27 Werte für den Beschichtungsaußenradius, die unter
denen des Pumpmantelradius liegen und somit nicht sinnvoll sind.
5.7.2 Optimierung des Pumpmanteldurchmessers
Bei steigender Pumpmanteldicke ändert sich entsprechend der Innenradius der
Beschichtung. Unter Beibehaltung der Schichtdicke sinkt der thermische Widerstand
der Beschichtung und damit die Temperatur auf dessen Innenseite. Aufgrund der
besseren Wärmeleitung von Quarzglas gegenüber Kunststoff vergrößert sich der
thermische Widerstand des Pumpmantels mit steigendem Radius langsamer als der
Widerstand der Beschichtung sinkt. Der Gesamtwiderstand von Mantel und
Beschichtung ergibt sich zu:
5.30
ln( / ) ln( / )
2 2
p c coat p
ttot tp tcoat
p coat
coat p coat
r r r r
R R R
r r d
?? ??
? ? ?? ? ? ?
? ?
?p Wärmeleitfähigkeit des Pumpmantels
?coat Wärmeleitfähigkeit der Beschichtung
dcoat Dicke der Beschichtung
Analog zu dem Vorgehen beim Optimieren des Beschichtungsdurchmessers lässt
sich auch hier ein Optimum des Pumpmanteldurchmessers ermitteln. Aus der
Forderung nach der Nullstelle der ersten Ableitung von Gleichung 5.30 nach rp
ergibt sich:
5.31
2
1 0
2 2 ( )p p coat p coat p
d
r r d r?? ??? ??
Es folgt:
5.32
1pp coat
coat
r d
?
?
? ?? ?? ?
? ?
Auch in diesem Fall zeigt die zweite Ableitung, dass ein Minimum des thermischen
Widerstandes gefunden wurde. Bild 51 zeigt den Verlauf der thermischen
Widerstände der Schichten und des Gesamtwiderstandes über den Radius des Pump-
mantels. Für die Rechnung wurden die beiden Kunststoffschichten der Faser
zusammengefasst und ein Wärmeleitungskoeffizient von 0,3 W/(mK) angenommen.
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Bild 52: Thermischer
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Der minimale Gesamtwiderstand R t´tot stellt sich bei einem Pumpmanteldurchmesser
von 1400 µm ein, die Verbesserung gegenüber der tatsächlichen Faser ist allerdings
vernachlässigbar klein. Für eine handelsübliche 20/400-Faser mit einer
Beschichtungsdicke von 50 µm ergibt sich aus Gleichung 5.32 ein optimaler Pump-
mantelradius, der mit 180 µm nicht weit von den tatsächlichen Dimensionen entfernt
ist.
Durch die Optimierung des Pumpmanteldurchmessers wird nicht nur die maximale
Beschichtungstemperatur, sondern auch die des Kerns abgesenkt. Für den Fall, dass
das Pumplicht in einem fluordotierten Quarzglasmantel geführt wird, kann zur
thermischen Optimierung des Systems dieser Mantel vergrößert werden. Ist der
Pumpmantel aber direkt vom Außenmantel aus Kunststoff umgeben, wird durch
Erhöhung des Glasdurchmessers die Pumplichtabsorption reduziert. Hier muss das
Gesamtsystem berücksichtigt werden, und diese Maßnahme wird nur im Einzelfall
sinnvoll sein.
5.7.3 Variation der Laserkernposition
Zur Erhöhung der Pumplichtabsorption kann der dotierte Kern, wie bereits in
Abschnitt 3.3.1 dargestellt, exzentrisch in der Faser angeordnet werden. Die
asymmetrische Anordnung beeinflusst die Wärmeabfuhr aus dem Faserkern. Durch
die Annäherung der Wärmequelle (Laserkern) an die Wärmesenke (Faseroberfläche)
wird der thermische Widerstand zwischen beiden verringert und somit der Wärme-
transport verbessert.
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Bild 53: Temperatur-
verteilung bei
asymmetrisch
angeordnetem
Faserkern und
radialsymmetrischer
Kühlung der
Außenfläche durch
Konvektion
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Bild 53 zeigt, dass die Wärme trotz radialsymmetrischer Kühlung nicht
radialsymmetrisch abfließt. Die FEM-Rechnung zeigt unabhängig von der Kühlung
eine lokale Erhöhung der maximalen Außenbeschichtungstemperatur gegenüber der
zentrischen Anordnung im Bereich des kürzesten Abstands zwischen Kern und
Außenmantel (Bild 54). Ein exzentrischer Laserkern ist deshalb aus thermischen
Gesichtspunkten nicht zu empfehlen.
5.7.4 Optimierung des Kühlzylinders
Im Folgenden wird untersucht, welchen Einfluss Geometrie und Material des Kühl-
zylinders auf die Kühlung der Faser haben. Aufschlussreich ist dabei die
Betrachtung der Wärmeübergangswiderstände, die in und an der Faserspule
auftreten. Bei einem  innen angeströmten Zylinder sind dies die Wärmeleitung durch
die Zylinderwandung und der konvektive Wärmeübergang an der Innenseite des
Zylinders. Bild 55 zeigt die Widerstandswerte für die gewählten Parameter. Es
werden zwei Zylindermaterialien, zwei Wandstärken, zwei Strömungs-
geschwindigkeiten und zwei Fasern verglichen. Die größtenteils linearen
Abhängigkeiten der thermischen Widerstände von den variierten Parametern sind
aus den Gleichungen 5.19 und 5.20 ablesbar. Dennoch ist eine exemplarische
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Evaluierung aufschlussreich, da sie den Vergleich mit den thermischen
Widerständen der Faserschichten ermöglicht.
Bild 55: Thermische
Widerstände der Faser
und des Kühlzylinders
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20/400-Faser
rp =  200 µm R t´p = 0,345 mK/W
rcoat1 =  500 µm R t´coat = 0,147 mK/W
Wicklungssteigung: 1 mm R t´ot = 0,492 mK/W
Wandstärke
5 mm 0,014 0,351 0,926 0,278
Wandstärke
10 mm 0,029 0,744 1,042 0,313
Bild 56 zeigt exemplarisch den thermischen Widerstand des Kühlzylinders für
jeweils eine günstige und eine ungünstige Konfiguration im Vergleich zum
thermischen Widerstand der Faser. Es ist deutlich zu erkennen, welchen Einfluss die
Gestaltung des Kühlzylinders auf die Kühlung der Faser hat.
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Bild 56: Thermischer
Widerstand des
Kühlzylinders für
jeweils eine günstige
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Im Folgenden wird der Einfluss der einzelnen Parameter analysiert.
Wandstärke
Aufgrund der im Verhältnis zum Durchmesser kleinen Wandstärke ist der
Zusammenhang zwischen dieser und dem thermischen Widerstand der Wand
annähernd linear, eine Verdopplung der Wandstärke verdoppelt auch den Wärme-
leitungswiderstand. Zu beachten ist, dass eine Vergrößerung der Wandstärke bei
konstantem Außendurchmesser eine Verringerung des Innendurchmessers und
dadurch eine Verkleinerung der inneren Kühlfläche bewirkt. Dadurch kommt es zu
einer zusätzlichen Erhöhung des konvektiven Wärmewiderstands, die im gewählten
Beispiel ca. 10 % beträgt.
Material
Aus der im Vergleich zur Faserbeschichtung sehr großen Wärmeleitfähigkeit
resultiert bei Verwendung von Kupfer ein fast vernachlässigbarer thermischer
Widerstand des Zylinders. Bei Verwendung von Edelstahl hingegen liegt der
thermische Widerstand in der Größenordnung der Faserbeschichtung. Der Wahl des
Zylindermaterials ist somit ein zu beachtender Parameter bei der Dimensionierung
der Faserkühlung.
Strömungsgeschwindigkeit
Wie die Wärmeleitfähigkeit bei der Wärmeleitung geht der Konvektionskoeffizient
linear in den konvektiven Wärmeübergangswiderstand ein. Der Zusammenhang
zwischen Konvektionskoeffizient und Strömungsgeschwindigkeit ist, wie in
Abschnitt 5.1.3 beschrieben, komplexer. Die Berechnung der Konvektions-
koeffizienten ist im Anhang 9.2 aufgeführt. In erster Näherung steigt der
Konvektionskoeffizient mit der Wurzel der Strömungsgeschwindigkeit. Durch eine
Erhöhung der Strömungsgeschwindigkeit auf 4 m/s lässt sich der
Konvektionskoeffizient auf 8000 W/(mK) erhöhen.
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Faserdurchmesser
Für die Berechnung wurde für die Wicklungssteigung der zweifache Faserdurch-
messer angenommen, um in unmittelbarer Fasernähe eine hohe Wärmeabfuhr zu
gewährleisten (siehe Abschnitt 5.6.2). Entsprechend verdreifachen sich die beiden
thermischen Widerstände des Zylinders bei Wahl einer Faser mit einem Drittel des
Durchmessers der Vergleichsfaser. Die gewählte Dimensionierung stellt aber
lediglich die Untergrenze der Wicklungssteigung dar; eine Vergrößerung der
Steigung ist somit eine einfache und kostengünstige Möglichkeit, die Wärmeabfuhr
des Zylinders zu optimieren.
Die durch die Optimierung der Systemkomponenten gewonnen Erkenntnisse lassen
sich wie folgt zusammenfassen:
? Bei schwacher Kühlung der Faser kann die Maximaltemperatur in der
Beschichtung durch Optimierung der Beschichtungsdicke reduziert werden.
Eine größere Beschichtungsdicke kann zur Senkung der Temperatur führen.
? Bei starker Kühlung sollte die Dicke der Beschichtung so gering wie technisch
möglich gehalten werden.
? Bei konstanter Beschichtungsdicke kann die Maximaltemperatur durch
Optimierung der Pumpmanteldicke oder Einfügen einer zusätzlichen
Glasschicht minimiert werden. Eine größere Pumpmanteldicke kann zur
Senkung der Temperatur führen.
? Bei Wicklung der Faser auf einen innen angeströmten Zylinder stellt der
konvektive Widerstand den größten thermischen Einzelwiderstand des Systems
dar. Durch Vergrößerung der Wicklungssteigung kann dieser Widerstand
reduziert werden.
? Der thermische Widerstand des Zylinders zur Faseraufwicklung ist bei
Verwendung von Kupfer mindestens eine Größenordnung kleiner als der
konvektive Widerstand auf dessen Innenseite. Wird Material mit geringerer
Wärmeleitung, wie beispielsweise korrosionsgeschützter Stahl, verwendet,
kann der Leitungswiderstand des Zylinders erheblich zum thermischen
Systemwiderstand beitragen.
? Faseraufbau und Gestaltung des Kühlkörpers zur Aufwicklung der Faser bieten
somit diverse Möglichkeiten der thermischen Systemoptimierung. Die
Berechnung der thermischen Einzelwiderstände der Systemkomponenten zeigt
die Potentiale auf und ermöglicht die analytische Optimierung.
5.8 Berechnung der thermooptischen Effekte
Die Temperatur- und Spannungsabhängigkeit des Brechungsindex des aktiven
Mediums bei Festkörperlasern führt bei Erwärmung zur Verformung seines
Brechzahlprofils. Aufgrund der guten Kühlbarkeit und der Wellenleitereigenschaf-
ten der aktiven Faser wird die Strahlqualität eines Faserlasers durch diese Effekte
zunächst nicht beeinflusst. Berechnungen zeigen aber, dass die Verformung des
Brechzahlprofils bei Fasern mit extrem kleinen Numerischen Aperturen von 0,3 -
 0,4 (?n ? 3*10-4) und hohen Wärmelasten durchaus zur Veränderung der modalen
Führungseigenschaften der Faser führt [40].
Thermische Simulation der aktiven
Faser
79
Soll dieses Problem sinnvoll rechnerisch untersucht werden, muss berücksichtigt
werden, dass reale Fasern fertigungsbedingt starke Abweichungen vom idealen
rechteckigen Brechzahlprofil aufweisen. Weiterhin wird durch das Wickeln der
Faser zur Unterdrückung der höheren Moden eine asymmetrische Änderung der
effektiven Brechzahl verursacht, die eine infolge dessen ebenfalls asymmetrische
Verformung der Grundmode verursacht [31][39]. Die modalen Eigenschaften der
Faser ergeben sich aus der Überlagerung dieser Effekte mit der thermischen
Änderung des Brechzahlprofils.
Eine detaillierte Untersuchung dieser sich überlagernden Effekte ist nicht Ziel dieser
Arbeit. Zur Einordnung der Bedeutung der thermooptischen Effekte sollen sie aber
für den betrachteten Fall berechnet und mit biegungsinduzierten Effekten verglichen
werden. Es werden die direkt thermisch induzierte und die durch thermische
Spannungen induzierte Brechzahländerung für den rotationssymmetrischen Fall
analytisch untersucht. Da für diese Effekte der Temperaturgradient ausschlaggebend
ist, beschränkt sich diese grundsätzliche Betrachtung auf den ungünstigeren Fall
einer 20/400-Faser. Diese weist, wie in Bild 31 dargestellt, eine größere Steilheit des
Temperaturgefälles auf als die bisher ebenfalls untersuchte 40/730-Faser.
Um die Ergebnisse dieser Berechnungen in Bezug auf ihre Bedeutung für die
Systemauslegung einordnen zu können, werden in Abschnitt 5.8.3 die optischen
Effekte berechnet, die durch die Biegung der Faser verursacht werden.
5.8.1 Thermisch induzierte Änderung des Brechzahlprofils
Der Temperaturgradient in der Faser verursacht eine Verformung des Brechzahl-
profils der Faser. Der Effekt ist zu schwach um die Strahlqualität von typischen Ein-
modenfasern mit einem V-Parameter < 2,405 zu beeinflussen. Für Hochleistungs-
faserlaser werden aber LMA-Fasern mit wesentlich größeren V-Zahlen eingesetzt,
also Fasern, die nicht intrinsisch grundmodig sind. Dies und die kleineren
Brechzahlsprünge zwischen Kern und Mantel machen diesen Fasertyp potentiell
anfällig für eine Änderung der modalen Eigenschaften durch eine thermische
Verformung des Brechzahlprofils. Während Einmodenfasern einen Brechzahlsprung
von 2*10-3 aufweisen [13] [61], liegt dieser Wert für übliche LMA-Fasern mit einer
NA von 0,06 bei ca. 1,2*10-3. Mit mikrostrukturierten Fasern kann eine NA von
0,03 erreicht werden. Dies einspricht einem Brechzahlsprung von 3*10-4. Eine
Abschätzung der Auswirkungen ermöglicht der Vergleich dieses Indexsprungs mit
der im Folgenden berechneten thermisch induzierten Verformung.
Zur Berechnung der thermisch induzierten Brechzahländerung wird zunächst die
Temperaturverteilung in der Faser in Abhängigkeit von der Oberflächentemperatur
des Fasermantels formuliert. Dabei können Kühlung und Beschichtung
vernachlässigt werden, da sie lediglich die Absoluttemperaturen, nicht aber den
Gradienten beeinflussen. Für die Temperaturverteilung im Mantel ergibt sich durch
Einsetzen von Gleichung 5.18 und 5.19 Gleichung in 5.14:
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Durch Einsetzen dieser Gleichung in Gleichung 5.13 erhält man für den Kern:
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Die temperaturinduzierte Änderung des Brechzahlprofils erhält man durch:
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Da nur die Verformung des Brechzahlprofils interessiert, können der Sockelanteil,
hervorgerufen durch die Temperaturerhöhung der gesamten Faser auf Tsp, und die
daraus resultierende Brechzahlanhebung vernachlässigt werden.
Für eine 20/400-Faser mit einer NA von 0,06 ergibt sich aus Überlagerung des
theoretischen Brechzahlprofils mit der thermischen Modulation bei 120 W/m
Wärmelast der in Bild 57 dargestellte Verlauf.
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Bild 57: thermisch
induzierte Änderung
des Brechzahlprofils
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Eine signifikante Verformung des Brechzahlprofils der Faser ist erkennbar. Eine
Bewertung des Ergebnisses wird in Abschnitt 5.8.3 vorgenommen.
5.8.2 Spannungsinduzierte Änderung des Brechzahlprofils
Der Temperaturgradient in der Faser verursacht durch unterschiedlich starke
thermische Ausdehnung des Quarzglases Spannungen in der Faser. Da der
Brechungsindex von Quarzglas auch von der anliegenden mechanischen Spannung
abhängt, wird durch den Spannungsgradienten eine Verformung des Brechzahl-
profils verursacht. Wie bei der direkt thermisch induzierten Verformung interessiert
auch hier nicht die absolute Temperatur der Faser, da eine gleichmäßig warme
Faser, abgesehen von fertigungsbedingten Spannungen, spannungsfrei ist. Die
spannungsinduzierte Verformung ist somit nur abhängig vom thermischen Wider-
stand und den mechanischen Eigenschaften der Faser sowie vom Wärmestrom. Es
genügt somit, den Kern und den Pumpmantel zu betrachten. Aufgrund der geringen
Festigkeit der Kunststoffbeschichtung können auch die mechanischen Eigenschaften
der Faserbeschichtung vernachlässigt werden.
Zur Berechnung der thermisch induzierten Spannungen wird nach [13] und [99] das
Näherungsverfahren der ebenen Verformung verwendet. Dieses eignet sich für
Körper,  deren  Länge  sehr  groß  im  Vergleich  zum  Querschnitt  ist.  Dabei  wird
angenommen, dass die Flächen senkrecht zur Längsachse des Körpers bei der
thermischen Verformung eben bleiben. Die Spannungen in radiale und tangentiale
Richtung berechnen sich dann zu:
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Für die Spannung in Längsrichtung der Faser ?z gilt  unter  der  Annahme,  dass  die
Faser in diese Richtung nicht eingespannt ist:
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Durch Einsetzen von Gleichung 5.33 und 5.34 und Integration ergeben sich die
Spannungskomponenten in Kern und Mantel zu 13:
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13 Eine Darstellung der Berechnung dieser Spannungen findet sich auch in [13]. Diese weist aber Fehler in Gleichung 15 und in Diagramm 7
auf. Deshalb wird hier die Berechnung nicht nur durchgeführt, sondern auch dargestellt.
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N
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mit:
? = 55*10-6/K [81]
E = 73*109 N/m² [81]
? = 0,17 [81]
? = 1,38 W/(mK) [81]
Diese Gleichungen genügen den Randbedingungen:
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Daraus ergibt sich der in Bild 58 dargestellte Verlauf der Spannung im Querschnitt
der Faser.
Bild 58: thermisch
induzierte Spannung
im Querschnitt der
Faser
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Die spannungsinduzierten Änderungen der Brechzahl ?nST berechnen sich daraus
wie folgt [13]:
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n0 Brechzahl von Quarzglas = 1,45
?nST,r,c,p radiale spannungsinduzierte Änderung der Brechzahl im Kern
bzw. Pumpmantel
?nST,?,c,p tangentiale spannungsinduzierte Änderung der Brechzahl im
Kern bzw. Pumpmantel
mit dem senkrechten und dem parallelen spannungsoptischen Koeffizienten ?B und
||B :
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p11 = 0,121 [6]
p12 = 0,270 [6]
Die Koeffizienten s11 und s12 berechnen sich aus dem Elastizitätsmodul E der Quer-
kontraktionszahl ? wie folgt:
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? ?
Der spannungsoptische Koeffizient B ergibt sich aus:
5.46
||B B B?? ?
Für den untersuchten Fall ergibt sich die in Bild 59 dargestellte Verformung des
Brechzahlprofils.
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Bild 59: Verformung
des Brechzahlprofils
durch thermisch
induzierte
Spannungen
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Es wird deutlich, dass die durch thermische Spannungen induzierten Brechzahl-
änderungen um den Faktor 50 kleiner sind als die durch Temperaturerhöhung
hervorgerufenen.
Theoretisch können thermisch induzierte Spannungen bei Faserlasern zum Bruch der
Faser führen. Die Grenze dafür wird in [13] allerdings für eine Faser mit 10 µm
Kerndurchmesser und 730 ?m Pumpmanteldurchmesser mit 260 kW/m angegeben.
Die hier untersuchte Wärmelast liegt drei Größenordnungen niedriger. Es ist also
nicht mit einem thermischen Bruch der Faser zu rechnen.
5.8.3 Vergleich zwischen thermisch- und spannungsinduzierten Effekten
Das für den grundmodigen Betrieb einer LMA-Faser notwendige Wickeln der Faser
auf einen definierten Radius führt zu einer Änderung der Modenfeldverteilung im
Faserkern, die mit den thermooptischen Effekten verglichen werden soll. Zwei
Effekte müssen dabei berücksichtigt werden: die Verformung des Brechzahlprofils
durch biegungsinduzierte Spannungen und die Veränderung des effektiven
Brechzahlprofils, hervorgerufen durch unterschiedliche Pfadlängen des Lichts in der
gebogenen Faser. Die Berechnung der Biegespannung ? in der radialen Richtung
der Biegung erfolgt durch:
5.47
E r? ??
? Biegeradius der Faser
Der Verlauf der Brechzahländerung ist also eine Gerade, deren Nullpunkt im Mittel-
punkt des Faserquerschnitts liegt. Das Maximum der Brechzahländerung liegt auf
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der Innenseite der Faserbiegung, an der Außenseite verringert sich die Brechzahl um
den gleichen Betrag infolge der dort anliegenden Zugspannung.
Der Betrag der maximalen Änderung der Brechzahl durch Biegung der Faser ergibt
sich für eine 20/400-Faser an der Pumpmanteloberfläche zu:
5.48
6
|| 5, 48 10Biegungn B? ?? ? ? ? ?
Die maximale Änderung der Brechzahl durch Biegung ist also nur ca. halb so groß
wie die Änderung durch thermisch induzierte Spannung und zwei Größenordnungen
kleiner als die thermische Brechzahlprofilverformung.
Eine größere Wirkung auf die Modenfeldverteilung haben jedoch die unter-
schiedlichen Pfadlängen des Lichts an unterschiedlichen Positionen in der radialen
Richtung der Biegung im Querschnitt der Faser. Nach [73] kann eine gekrümmte
Faser beschrieben werden als eine äquivalente gerade Faser mit einer Verteilung des
effektiven Brechungsindex entsprechend:
5.49
2 2 1 2 coseff
rn n ??
? ?? ?? ?? ?
? Winkel zwischen dem Radialvektor der Biegung und dem Radialvektor
im Querschnitt der Faser
Für eine Betrachtung entlang des Radialvektors der Biegung analog zur Berechnung
der Biegespannung ergibt sich für den Verlauf der effektiven Brechzahl neff:
5.50
1 2eff
rn n ?? ?
Die Änderung der effektiven Brechzahl weist analog zur Biegung einen linearen
Verlauf auf, dessen Nullpunkt im Mittelpunkt der Faser liegt. Allerdings liegt hier
das Maximum an der Faseraußenseite, und auf der Innenseite reduziert sich die
effektive Brechzahl gegenüber dem Ausgangswert. Setzt man den Außenradius der
20/400-Faser und den vom Hersteller vorgeschlagenen Wickelradius von 50 mm ein,
so erhält man:
5.51
0041,nneff ?? .
Die biegungsinduzierte Änderung der effektiven Brechzahl ist also mit ?n = 4*10-3
nahezu drei Größenordnungen größer als die Brechzahländerung durch biegungs-
induzierte Spannung.
Die Tabelle in Bild 60 fasst die Effekte zusammen, die das Brechzahlprofil der Faser
beeinflussen.
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Bild 60: Einflüsse auf
das Brechzahlprofil
der Faser
Veränderung des (effektiven)
Brechzahlprofils durch: Materialparameter
Größenordnung
?n
Temperaturgradient Temperaturabhängigkeitder Brechzahl 6*10
-4
Temperaturgradient führt zu
thermisch induzierter Spannung
Spannungsabhängigkeit
der Brechzahl 1*10
-5
Wicklung der Faser führt zu
Biegespannung
Spannungsabhängigkeit
der Brechzahl 5*10
-6
Wicklung der Faser führt zu
unterschiedlichen Pfadlängen 4*10
-3
Es wird deutlich, dass die unterschiedlichen Pfadlängen, hervorgerufen durch die
Krümmung der Faser, den größten Einfluss auf die modalen Eigenschaften der Faser
haben. In [31] und [39] werden signifikante Verformungen der Grundmode und eine
Reduzierung des effektiven Modenfelddurchmessers durch diesen Effekt
nachgewiesen. Zu diesen Effekten kann nach den Ergebnissen aus Abschnitt 5.8.1
auch die thermisch induzierte Brechzahlverschiebung beitragen, da ihr Einfluss nur
eine Größenordnung geringer ist als die biegungsinduzierte Änderung der effektiven
Brechzahl. Der Einfluss der durch den Temperaturgradienten und die Biegung der
Faser induzierten Spannungen ist 1-2 Größenordnungen geringer als die thermische
Brechzahlverschiebung, er kann in erster Näherung vernachlässigt werden.
Eine FEM-Rechnung der Strahlpropagation in der aktiven Faser muss also in erster
Linie die biegungsinduzierte Änderung der effektiven Brechzahl berücksichtigen,
wenn sie verwertbare Ergebnisse für die Systemauslegung liefern soll. Eine
Untersuchung der modalen Eigenschaften der Faser, die nur die thermischen Effekte
berücksichtigt [40], ist von begrenzter Aussagekraft.
Thermische Gestaltung von
faserintegrierten Komponenten
88
6 Thermische Gestaltung von faserintegrierten Komponenten
Die Attraktivität des Faserlaserkonzepts ergibt sich unter anderem aus der
Möglichkeit, die für den Laser notwendigen Komponenten an die aktive Faser
anzuspleißen, sofern diese in faserintegrierter Form verfügbar sind. Bild 10 zeigt
beispielhaft mögliche Konfigurationen eines Laserresonators und eines Verstärkers.
Die Resonatorspiegel werden durch Faser-Bragg-Gitter ersetzt, und die einzelnen
Pumpquellen werden über Schmelzkoppler zusammen- und in die aktive Faser
geführt. Wenn diese Faserkomponenten verspleißt und die Spleiße neu beschichtet
sind, erhält man ein quasi monolithisches System, das unempfindlich gegenüber
Schmutz, Feuchtigkeit und Erschütterung ist. Eine Justage ist nicht erforderlich, und
es werden in Bezug auf mechanische Genauigkeit und Stabilität keine
Anforderungen an das Gehäuse gestellt. Lediglich am Eintritt in die Pumpfaser und
am Strahlaustritt, sei es direkt aus der aktiven Faser oder aus einer passiven
Transportfaser, müssen die üblichen Bedingungen für Laseroptiken erfüllt werden.
Allerdings sind auch faserintegrierte Komponenten nicht verlustfrei und stellen wie
die aktive Faser aufgrund der Leistungsdichte, der geringen mechanischen
Abmessungen und der schlechten mechanischen Handhabbarkeit besondere
Anforderungen an die thermische Gestaltung. Dies gilt insbesondere deswegen, weil
der Bereich der Wärmeentstehung bei diesen Komponenten anders als bei der
aktiven Faser auch in Faserrichtung nur geringe Ausdehnung hat und entsprechend
wenig Kühlfläche bietet. Die geringe Ausdehnung der Wärmequelle in Faser-
richtung erhöht allerdings auch die Anzahl der Freiheitsgrade bei der technischen
Gestaltung der Kühlung.
Im Folgenden wird untersucht, welche Maßnahmen erforderlich sind, um die
thermische Dauerfestigkeit der faserintegrierten Komponenten zu gewährleisten.
Dabei werden im Detail die Pumplichteinkopplung, Spleißverbindungen und Faser-
Bragg-Gitter untersucht. Eine detaillierte Untersuchung von Schmelzkopplern ist
nicht möglich, da diese Komponenten von den Herstellern in ein Gehäuse
eingebettet werden, das unter anderem die Lokalisierung der Wärmeentstehung
mittels einer Thermografiemessung verhindert. Da der genaue Aufbau der Schmelz-
koppler unbekannt ist, sind keine sinnvollen thermischen Berechnungen möglich. Im
Vorfeld hat eine Untersuchung zur Belastbarkeit von Schmelzkopplern statt-
gefunden mit dem Ergebnis, dass kommerziell verfügbare Koppler durchaus für
Pumpleistungen im kW-Bereich geeignet sind [27]. Allerdings tritt abhängig von der
NA des Pumplichts eine starke Erwärmung des ungekühlten Kopplers auf. In den
Hochleistungsversuchen wurden deshalb die Koppler direkt mit Wasser gekühlt. Der
im Rahmen dieser Arbeit eingesetzte Koppler der Firma ITF verfügt über ein nach
Herstellerangaben thermisch optimiertes Gehäuse, das passiv über eine wasser-
gekühlte Wärmesenke gekühlt wird. Dieses Gehäuse zeigt bei 750 W Pumpleistung
mit einer NA von ca. 0,3 keine messbare Erwärmung. Die Leistungsverluste im
Koppler sind mit thermischen Leistungsmessköpfen nicht messbar. Dem Hersteller
ist es somit gelungen, einen verlustarmen, thermisch stabilen Schmelzkoppler
herzustellen, der für den Einsatz in kW-Faserlasern geeignet ist. Da im Rahmen
dieser Arbeit nicht vorgesehen ist, diese Komponente herzustellen, ergibt sich an
dieser Stelle keine Notwendigkeit der detaillierten Untersuchung.
Spleißverbindungen müssen jedoch für die Durchführung der Untersuchungen selber
Thermische Gestaltung von
faserintegrierten Komponenten
89
hergestellt werden; auch für die Pumplichteinkopplung soll eine eigene Lösung
gefunden werden. Diese Komponenten werden deshalb im Folgenden näher
untersucht. Weiterhin ist es notwendig, Faser-Bragg-Gitter detailliert zu
untersuchen, da die kommerziell verfügbaren Komponenten sich thermisch als nicht
ausreichend stabil erwiesen haben.
6.1 Freistrahleinkopplung in passive Pumpfasern
Die Einkopplung von Diodenstrahlung in Vielmodenfasern muss für jedes faser-
gekoppelte Diodenlasermodul realisiert werden, und es existiert eine Vielzahl von
technischen Lösungen, die in Vielmoden-Hochleistungsfasersteckern implementiert
sind [14] [46] [54] [91] [92] [105]. Eine Fasereinkopplung für ein Diodenlaser-
modul, das als Pumpquelle eines Faserlasers an einen Schmelzkoppler angespleißt
wird, muss zusätzliche Anforderungen erfüllen:
? Der Fasermantel sollte einen dem Schmelzkoppler angepassten kleinen Außen-
durchmesser aufweisen. Für Hochleistungsmodule werden häufig
Mantel/Kern-Verhältnisse von 2 - 4 eingesetzt, während verfügbare Schmelz-
koppler in der Regel einkoppelseitig ein Mantel/Kern-Verhältnis von 1,1
aufweisen.
? Es soll möglichst wenig Leistung im Mantel geführt werden, da dies zu
zusätzlicher thermischer Belastung des Kopplers führt. Leistung, die in den
Mantel eingekoppelt wird, muss abgeführt werden.
? Da die Fasereinkopplung mehrfach im Faserlaser verbaut wird, ist eine
preisgünstige Gestaltung wichtig.
Am Markt verfügbare Faserstecker erfüllen diese Anforderungen nicht, da sie
entweder nur für geringe Leistungen geeignet oder sehr aufwendig gestaltet sind.
Die größte Herausforderung bei der Gestaltung der Einkopplung ist dabei die Abfuhr
der anfallenden Verluste. Im folgenden Abschnitt werden daher zunächst die
Verlustursachen erläutert. Anschließend wird ein neues Konzept untersucht, das im
Rahmen dieser Arbeit entwickelt wurde um die zusätzlichen Anforderungen zu
erfüllen.
6.1.1 Wärmeentstehung im Bereich der Freistrahleinkopplung
Bild 61 zeigt schematisch mögliche Verlustursachen bei der Fasereinkopplung von
Laserstrahlung in eine Vielmodenfaser. Strahl C bezeichnet dabei einen
eingekoppelten Strahl, der an der Grenzfläche von Kern und Mantel durch
Totalreflexion verlustfrei geführt wird. Strahl B trifft nicht im Kernbereich auf,
sondern koppelt in den Mantel ein und wird dort geführt, solange die Brechzahl des
umgebenden Mediums kleiner als die des Mantels ist. Strahl D trifft zwar im
Kernbereich auf, der Einfallwinkel auf die Kerngrenzfläche überschreitet aber den
Grenzwinkel der Totalreflexion; der Strahl tritt in den Mantel ein und wird dort
geführt.
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Bild 61:
Verlustursachen bei
der Einkopplung in
Fasern mit
Glasmantel
Die Strahlen ausgehend von A treffen die Faserfacette nicht oder ihr
Einfallswinkeltreffen ist größer als die NA des Fasermantels gegenüber Luft, sie
repräsentieren die sogenannte Streustrahlung. Zusammen mit Strahl B und D stellen
sie die Einkoppelverluste durch Überfüllung der Fasergeometrie bzw. Faser-NA dar.
Verluste von 10 - 20 % oder mehr werden bei der Einkopplung von
Diodenlaserstrahlung in Fasern in der Regel in Kauf genommen, um eine große
Brillanz der fasergekoppelten Strahlquelle zu erzielen. Bei einer Faser ohne
Antireflexbeschichtung treten zusätzlich Verluste durch Fresnel-Reflexion auf. Für
Quarzglas mit  einer  Brechzahl  von 1,45 bedeutet  dies  einen Verlust  von 3,4 % pro
Faserendfläche. Dieser Wert wird allerdings oftmals aufgrund rauer oder
verschmutzter Bruchflächen überschritten [24]. Verschmutzung und Rauheit der
Faserfacette verursachen Streuung und Absorption. Absorption führt zur Erwärmung
der Facette, die Streuung kann die Absorption durch Mehrfachreflexionen
verstärken.
Bei Fasern mit Kunststoffbeschichtung werden die Mantelmoden je nach Brechzahl
des Beschichtungswerkstoffs geführt oder ausgekoppelt. Bei einer hochbrechenden
Beschichtung wird beim Übergang zur Beschichtung das Mantellicht ausgekoppelt,
das durch die hohe NA des Mantels gegenüber der Luft im freistehenden Faserende
geführt wird. Die hier ausgekoppelte Strahlung führt bei höheren Leistungen häufig
zum Versagen von Fasersteckern, die in diesem Bereich geklebt sind.
Niedrigbrechende Beschichtungen führen das Mantellicht bis zum Faserende. Bei
der Verwendung von Schmelzkopplern ist dies nicht erwünscht.
6.1.2 Konzept für eine thermisch stabile Fasereinkopplung
Das hier untersuchte Konzept für eine Faserkopplung hebt sich vom Stand der
Technik durch eine Metallbeschichtung des Mantels ab. Damit werden drei Effekte
bewirkt:
? Mantelmoden werden durch Absorption an der Metallschicht stark gedämpft.
? Die metallische Beschichtung erlaubt eine sehr gute thermische Anbindung der
Faser.
? Die metallische Beschichtung ist sehr temperaturbeständig.
Bei jeder Reflexion des im Mantel geführten Lichts an der Metallfläche wird ein
Teil des einfallenden Lichts absorbiert. Dies führt im Verlauf der Faser zu der
nahezu vollständigen Absorption der Strahlung im Mantel. Einflussgrößen auf die
Absorptionslänge sind neben dem komplexen Brechungsindex der Metalloberfläche
auch die räumliche Verteilung und die Winkelverteilung der Pumpstrahlung. Bild 62
zeigt eine Ray-Tracing-Simulation der Absorption der Mantelstrahlung für die in
den Versuchen verwendete Pumpquelle. Die realitätsnahe Modellierung der Pump-
quelle wurde vom Hersteller zur Verfügung gestellt. Die Rechnung zeigt, dass bei
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Aluminiumbeschichtung der Faser nach 100 mm bereits 90 % der im Mantel
geführten Leistung absorbiert ist. Der kleinere Imaginärteil des Brechungsindexes
von Kupfer äußert sich in der größeren Absorptionslänge.
Bild 62: Ray-Tracing
Simulation der
Absorption von
Mantelmoden in
metallisierten Fasern
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ohne Metallisierung
Bild 63 zeigt schematisch die thermische Anbindung der metallisierten Faser im
untersuchten Einkopplungskonzept. Der optionale Reflektor dient dazu, die Streu-
strahlung (Strahl A) aus der Einkopplung zu lenken und so die Wärmelast im
Einkoppelbereich zu reduzieren.
Bild 63:
schematischer Aufbau
einer Fasereinkopp-
lung mit metallisch
beschichteter Faser
[58]
Strahl B wird an der Metallschicht sukzessive absorbiert, während Strahl C im Kern
geführt wird. Die im Metallmantel absorbierte Leistung wird über die thermische
Anbindung der Faser an den Grundkörper abgeführt. Der Grundkörper ist seinerseits
aktiv oder passiv gekühlt.
Thermische Gestaltung von
faserintegrierten Komponenten
92
6.1.3 Messung von Temperatur und Streustrahlung
Zur Untersuchung des Konzepts wird zunächst eine Thermografiemessung an einer
freistehenden kupferbeschichteten Faser durchgeführt. Damit werden die Funktion
der Mantelmodenabsorption geprüft und eine Leistungsbilanz erstellt. Die
Untersuchung wird an einer Faser mit 200 µm Kerndurchmesser und einem
Mantel/Kernverhältnis von 1,1 durchgeführt. Die Dicke der Kupferbeschichtung
beträgt 50 µm. Es wird ein Diodenlasermodul mit 100 W Leistung verwendet. Der
Versuchsaufbau ist vergleichbar mit dem in Bild 24, zur Verringerung der
Absorption von Streustrahlung werden Faserhalter aus Glas verwendet.
Bild 64:
Thermografieauf-
nahme der
Einkopplung
Bild 64 zeigt eine Thermografieaufnahme der ersten 50 mm der Faser. Am linken
Bildrand ist schematisch die Einkopplung ergänzt, der weiße Rahmen deutet den
Bereich der Faser an, in dem die Metallisierung entfernt ist. Die höchste Temperatur
entsteht am Beginn der Kupferbeschichtung. Im weiteren Verlauf der Faser fällt die
Temperatur deutlich ab, liegt aber auch 50 mm hinter der Einkopplung noch deutlich
über Raumtemperatur. Das unbeschichtete Einkoppelende erwärmt sich durch die
Wärmeleitung aus dem benachbarten Bereich.
Zur Durchführung von quantitativ verwertbaren Messungen ist es notwendig, die
Faser mit einem Lack bekannter Emissivität zu beschichten, da sich die Emissivität
der erhitzten Kupferoberfläche durch Oxidation von Messung zu Messung erheblich
ändert (Messung im Anhang 9.4). Trotz der verfügbaren Herstellerangabe der
Emissivität der Beschichtung wird eine Kalibrationsmessung analog zu der in
Abschnitt 4.4 durchgeführt und deren Ergebnis zur Umrechung der Messergebnisse
verwendet. Bild 65 zeigt die Auswertung der Thermografieaufnahmen einer lack-
beschichteten Faser für unterschiedliche Pumpleistungen. Die Überhöhung der
Messkurven vor Beginn der Metallisierung wird durch eine geringe Menge Lack
verursacht, die auf den unbeschichteten Teil der Faser gelangt ist. Deutlich zu
erkennen ist auch der Einfluss des Glashalters bei z = 25 mm.
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Bild 65: Temperatur-
verlauf bei der Ein-
kopplung in die
kupferbeschichtete
Faser in Abhängigkeit
von der trans-
mittierten Leistung
[58]
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Beginn der Metallisierung
Die Form der Kurven weist eine gute Übereinstimmung mit der Ray-Tracing-
Berechnung auf, allerdings ergibt eine Extrapolation der Messwerte eine kürzere
Absorptionslänge als die Simulation. Dies lässt sich auf zwei Faktoren
zurückführen: Zum einen kann die tatsächliche Verteilung des Pumplichts stark
abweichen vom Modell, zum anderen ist der komplexe Brechungsindex von
Metallen stark abhängig von der Oberflächenbeschaffenheit. Die Oberflächen-
qualität der Beschichtung an der Mantelgrenzfläche ist aber unbekannt, der
Hersteller gibt diesbezüglich keine Auskunft. Zur Auslegung der Kühlung werden
deshalb die Wärmemengen verwendet, die aus der Temperaturmessung berechnet
werden. Bild 66 zeigt schematisch die Wärmeströme im untersuchten
Faserabschnitt, die bei der Berechnung berücksichtigt werden müssen.
Bild 66:
Wärmeströme in der
metallummantelten
Faser [58]
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An der Grenzfläche zur Metallbeschichtung wird gemäß der Absorptionskurve
Wärme generiert, die an der Außenfläche über Strahlung und Konvektion abgegeben
wird. Im Unterschied zu dem in Kapitel 5 untersuchten Fall findet in der 50 µm-
dicken Metallbeschichtung ein nicht vernachlässigbarer Wärmetransport in
Faserlängsrichtung statt. Die je Faserabschnitt generierten Wärmelasten lassen sich
deshalb nicht ohne weiteres aus der Oberflächentemperatur bestimmen. Die Gesamt-
wärmelast kann dennoch mit Hilfe der Temperaturmessung aus Konvektion und
Strahlung bestimmt werden, da nur diese Mechanismen Wärme aus der Faser
abführen. Die Berechnung der Gesamtwärmelast ist in Anhang 9.5 durchgeführt, die
von der Kupferschicht absorbierte Leistung beträgt ca. 1 % der Leistung der
Pumpquelle.
Zur Bestimmung der Verluste durch Streustrahlung wird eine Streustrahlungs-
messung durchgeführt. Dazu wird ca. 1 cm hinter der Facette ein um 45 ° zur
Faserachse geneigter Kupferspiegel platziert, der den nicht eingekoppelten Anteil
der Strahlung durch eine Sammellinse auf einen Leistungsmesskopf lenkt. Die Faser
kann durch einem 0,5 mm breiten seitlich eingebrachten Spalt mittig in der
Spiegelfläche positioniert werden. Da der Kupferspiegel in dem verwendeten
Wellenlängenbereich ein Teil der auftreffenden Strahlung absorbiert und der Spalt
einen Teil der Strahlung passieren lässt, folgt eine zusätzliche Messung in der die
Kennlinie des Spiegels ermittelt wird. Hierzu wird die Faser entfernt und die
reflektierte Leistung als Funktion der Laserleistung aufgenommen. Die gemessene
Leistung der Streustrahlung kann über die so gewonnene Spiegelkennlinie korrigiert
werden. Es ergibt sich für den untersuchten Aufbau ein Streustrahlungsanteil von
6 %.
Zur Berechnung der Fresnel-Reflexe an den unbeschichteten Faserenden wird ein
Brechungsindex von 1,45 für die Faser angenommen. Es ergibt sich ein Verlust von
3,5 % pro Faserende.
In Summe ergibt sich die in Bild 67 dargestellte Bilanz.
Bild 67: Leistungs-
bilanz der Faserein-
kopplung
Absorption an
Cu-Metallisierung
FRESNEL -Verluste an
den Faserendflächen
Streustrahlung
P1
1%
84%
7%
7%
6%
P0
Es ist erkennbar, dass der von der Metallisierung absorbierte Leistungsanteil
deutlich kleiner ist als der Verlust durch Streustrahlung. Da die Streustrahlung aber
Thermische Gestaltung von
faserintegrierten Komponenten
95
in der Regel den Faserhalter der Einkopplung trifft, muss sie bei der thermischen
Gestaltung berücksichtigt werden.
Aufgrund von Messungenauigkeiten weist die Bilanz einen Fehlbetrag von 2 % auf.
Für die thermische Auslegung wird die Hälfte dieses Betrags jeweils der Streu-
strahlung und der absorbierten Leistung zugeschlagen.
6.1.4 Berechnung der Kühlung
Das Konzept zur thermischen Anbindung der metallisierten Faser in Bild 63 wird für
die Auslegung der Kühlung in ein einfaches Geometriemodell umgesetzt, das in Bild
68 dargestellt ist. Zur Reduzierung der Rechenzeit wird ein Halbmodell verwendet.
Bild 68: Halbmodell
des Faserhalters zur
Simulation der
Fasereinkopplung
Der Grundkörper ist ein 64-mm langer Kupferquader mit einem quadratischen
Querschnitt von 5 mm Kantenlänge. Er ist auf eine Kupfer-Wärmesenke angebracht,
die auf ihrer Unterseite mit Wasser konvektiv gekühlt wird. Die Strömungs-
geschwindigkeit des Wassers beträgt 1 m/s, was bei Längsanströmung einem
Konvektionskoeffizienten von 4000 W/(mK) entspricht. Der Grundkörper ist
senkrecht zur Kontaktfläche mit der Wärmesenke in Längsrichtung geteilt, beide
Hälften weisen eine V-Nut mit 1 mm Kantenlänge zur Aufnahme der Faser auf. Für
die thermische Kontaktierung zwischen Faser und Grundkörper wird in den
Zwischenraum ein Füllstoff eingebracht, dessen thermische Eigenschaften durch
Festlegung der Wärmeleitfähigkeit im FEM-Modell variiert werden können. Der
Kontaktwiderstand zwischen Grundkörper und Wärmesenke wird für die Rechnung
vernachlässigt, falls notwendig können bei der technischen Umsetzung diese
Elemente zu einem Bauteil zusammengefasst werden.
Bild 69 zeigt die FEM-Rechnung für eine transmittierte Leistung von 200 W.
Untersucht wird der Fall, dass die Faser im Grundkörper verlötet wird; für den
Füllstoff wird Wärmeleitfähigkeit von Zinn (63,5 W/(mK))verwendet.
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Bild 69: P1=200 W,
Grundkörperlänge
65 mm, ohne Streu-
strahlung [58]
Bild 70:
Thermografiemessung
der Fasereinkopplung
bei 74 W
transmittierter
Leistung
Erkennbar ist eine Erwärmung der Faser nach dem Austritt aus dem Grundkörper
auf über 190 °C. Das Temperaturmaximum wird durch die rote Markierung
angezeigt und befindet sich ca. 20 mm hinter dem Grundkörper. Übereinstimmend
mit den Ergebnissen der Messungen an der freistehenden Faser wird in diesem
Bereich ein nicht vernachlässigbarer Anteil der Mantelstrahlung absorbiert. Der
Bereich zwischen Grundkörper und Temperaturmaximum wird durch die
Wärmeleitung der Kupferbeschichtung in Faserlängsrichtung gekühlt.
Die in Bild 70 dargestellte Thermografiemessung bei einer transmittierten Leistung
von 74 W bestätigt die Simulationsergebnisse in Bezug auf Lage und Ausprägung
des Temperaturmaximums. Die Linien im Bild verdeutlichen, welcher Bereich der
Faser in der Messung zu sehen ist.
Um die starke Fasererwärmung zu vermeiden, muss der Bereich der konduktiven
Kühlung der Faser verlängert werden. Basierend auf den Messungen an der
freistehenden Faser wird deshalb im nächsten Schritt der Grundkörper der Länge der
Wärmesenke angepasst und auf 100 mm verlängert. Bild 71 zeigt das Ergebnis der
Rechnung.
Bild 71: FEM-
rechnung mit 200 W,
Grundkörperlänge
100 mm ohne Streu-
strahlung
Die rote Markierung zeigt den Ort der Maximaltemperatur, sie sinkt von 196 °C auf
28 °C und verlagert sich von der Faser am Ende des Faserhalters auf den Beginn der
Faserbeschichtung auf der Einkoppelseite. Auch wenn zusätzlich die Stirnseite des
Faserhalters mit der Streustrahlungsleistung beaufschlagt wird, bleibt die Maximal-
temperatur, wie in Bild 72 dargestellt, unter 60 °C. Die Leistungsanteile von
absorbierter Strahlung und Streustrahlung wurden entsprechend der Bilanz in Bild
67 aufgebracht. Um die Wärmeabfuhr von der Frontseite des Faserhalters zu
verbessern, wurde die Wärmesenke auf 120 mm verlängert. Diese verlängerte
Wärmesenke wird auch für die folgenden Rechnungen verwendet.
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Bild 72: FEM-
Rechnung mit 200 W,
Grundkörperlänge
100 mm mit Streu-
strahlung
Dass das Konzept auch für höhere Leistung geeignet ist, zeigt das Simulations-
ergebnis in Bild 73, bei dem das Modell mit 500 W beaufschlagt wird. Auch hier
bleibt die Maximaltemperatur mit 110 °C unkritisch für die verwendeten
Materialien.
Bild 73: FEM-
Rechnung mit 500 W,
Grundkörperlänge
100 mm mit
Streustrahlung
Das in Bild 74 dargestellte Simulationsergebnis zeigt, dass eine ausreichende
Kühlung der Faser auch dann gegeben ist, wenn die Faser lediglich in zwei V-
förmigen Nuten geklemmt wird. Bei 200 W transmittierter Leistung steigt die
Maximaltemperatur gegenüber der gelöteten Variante nur um ca. 5 °C auf 63 °C.
Werden die in der Nut entstehenden Hohlräume mit Vergussmasse mit einer
Leitfähigkeit von 2 W/(mK) gefüllt, wird die gleiche Temperatur wie im gelöteten
Fall erreicht.
Bild 74: FEM-
Rechnung mit 200 W,
Grundkörperlänge
100 mm mit
Streustrahlung, Faser
in V-Nuten geklemmt
Damit sind zusätzliche Optionen für die Konfektionierung der Faser gegeben, die es
ermöglichen, Einkoppelverluste durch Mikrobiegung oder spannungsinduzierte
Streuung zu minimieren. Wenn die Konfektionierung der Faser gelingt, stellt die
metallbeschichtete Faser ein kostengünstiges Konzept für eine Fasereinkopplung mit
einem wirksamen Mantelmodenabstreifer dar.
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Folgende Erkenntnisse konnten aus den Versuchen und Simulationen gewonnen
werden:
? Eine metallische Beschichtung der Faser ist geeignet, die im Mantel geführte
Strahlung durch Absorption zu entfernen.
? Die Länge des Faserhalters muss dem komplexen Brechungsindex des
Beschichtungsmetalls angepasst werden.
? Der Anteil der Streustrahlung an den Einkoppelverlusten kann den der
Mantelleistung deutlich übersteigen. Eine Streustrahlungsmessung ist
wesentlich für eine aussagekräftige Simulation eines Einkopplungskonzepts.
? Die Absorptionslänge sollte im Experiment überprüft werden.
? Die Faser kann verlötet, vergossen oder geklemmt werden. Bei Verwendung
von Vergussmasse ist deren thermische Belastbarkeit zu beachten.
Eine metallische Faserbeschichtung ist also als thermisch stabiler Modenabstreifer
zur Verwendung in Fasereinkopplungen geeignet. Der nächste Entwicklungsschritt
ist die Entwicklung einer geeigneten Methode der Konfektionierung.
6.2 Thermische Gestaltung von Spleißverbindungen
Die Grundvoraussetzung zur Umsetzung des in den Abschnitten 3.3.5 und 3.3.6
beschriebenen faserintegrierten Konzepts ist die Möglichkeit, die Fasern der
Komponenten miteinander durch Spleißen zu verbinden. Aufgrund der hohen
Koppeldämpfungen beim mechanischen Spleißen von 0,1 - 0,5 dB [106] und der für
Einmodenfasern unzureichenden Genauigkeit kommen für Hochleistungsfaserlaser
nur thermische Spleißverbindungen in Frage. Die Faserenden werden durch
punktuelle Erwärmung mittels eines Lichtbogens oder eines Wolfram-Filaments
verschmolzen. Die erreichbare Dämpfung von thermischen Spleißverbindungen liegt
im Bereich von 0,1 - 0,01 dB. Spleiße für Einmodefasern weisen tendenziell eine
höhere Dämpfung auf als Spleiße in Vielmodenfasern [112]. Beim Spleißen einer
Doppelmantelfaser treffen beide Fälle zusammen. Für einen beidseitig gepumpten
Faserlaser mit 1 kW-Signalleistung treten ausgangseitig 1100 W Signalleistung im
Kern und ca. 750 W Pumpleistung im Mantel durch die resonatorinternen
Spleißverbindungen. Je nach Dämpfung resultieren daraus Verluste zwischen 4 und
40 W. Aus der geringen räumlichen Ausdehnung der Wärmequelle resultiert eine
vielfach höhere längenbezogene Wärmelast im Vergleich zur aktiven Faser. Die
thermische Gestaltung von Spleißverbindungen muss deshalb gesondert untersucht
werden.
6.2.1 Wärmeentstehung in Spleißverbindungen
Zusätzlich zu den Verlusten an der Stoßstelle treten bei Doppelmantelfasern
Verluste an der Neubeschichtung (Recoat) des Spleißes auf. Bild 75 zeigt den
Aufbau und die potentiellen Verlustbereiche einer Spleißverbindung zwischen
aktiver und passiver Faser.
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Bild 75: Aufbau und
potentielle
Verlustzonen einer
Spleißverbindung
Zum Verschmelzen der Faserenden muss die Faserbeschichtung beidseitig auf ca.
20 mm Länge entfernt werden. Nach dem Verschmelzen der Faser werden diese
Bereiche mit einem UV-aushärtenden Kunststoff erneut beschichtet. Diese
Neubeschichtung wird auch „Recoat“ genannt, bei Doppelmantelfasern wird hierfür
ein niedrigbrechender Kunststoff verwendet.
Neben den Inhomogenitäten im Glas, die durch das Verschmelzen der Fasern
verursacht werden, sind Fehler im Recoat die Hauptverlustquelle bei
Spleißverbindungen in Doppelmantelfasern. Die Schwierigkeit bei der thermischen
Auslegung von Spleißverbindungen liegt nun darin, dass nicht bekannt ist, in
welcher Form und an welchem Ort die Verluste auftreten bzw. in Wärme
umgewandelt werden. Messungen zeigen eine weite Streuung der Wärmeverteilung
und -menge. Bild 76 zeigt die thermografischen Aufnahmen dreier Spleiß-
verbindungen mit sehr unterschiedlichen Erwärmungsmustern.
a)
b)
Bild 76:
Thermografie-
aufnahmen einer
Spleißverbindung a)
mit starker
Erwärmung
ausschließlich im
Bereich der Stoßstelle
der verbundnen
Fasern, b) mit
multiplen
Wärmequellen [10]
und c) mit
Wärmeerzeugung
hauptsächlich an den
Rändern des
Recoatbereichs
c)
Die Spleißverbindung in Bild 76a) erwärmt sich fast ausschließlich im Bereich der
eigentlichen Stoßstelle der Faserenden. Die Spleißverbindung in Bild 76b) zeigt eine
Erwärmung an mehreren Stellen im Recoatbereich; die heißeste Stelle liegt im
Bereich des Übergangs zwischen Recoat und ursprünglicher Faserbeschichtung.
Diese Übergänge stellen auch bei der Spleißverbindung in Bild 76c) die
Temperaturmaxima dar. Zwischen den heißesten Stellen ist das Recoat gleichmäßig
erwärmt.
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Der Spleiß in Bild 76b) ist eine Verbindung zwischen einer aktiven und einer
passiven Faser. Oberhalb der Spleißverbindung ist die erwärmte aktive Faser zu
erkennen. Es wird deutlich, dass die Wärmelasten in Spleißverbindungen lokal
ungleich höher sind als in der aktiven Faser.
Verlustursachen
Bei den Verlusten in Spleißverbindungen unterscheidet man zwischen intrinsischen
und extrinsischen Verlustursachen. Dabei sind intrinsische Verluste auf
geometrische oder optische Fehler bzw. Unterschiede der verbundenen Fasern
zurückzuführen, z.B. unterschiedliche:
? Brechzahlprofile
? Kern- und Mantelradien
? Numerische Aperturen
? Konzentrizitäten der Kerne.
Intrinsische Verluste spielen bei der Verbindung gleichartiger Fasern in der Regel
eine untergeordnete Rolle. Da bei faserintegrierten Faserlasern aber häufig
Komponenten unterschiedlicher Hersteller verbunden werden, können sie hier von
großer Bedeutung sein. Speziell bei der Verbindung von aktiven Fasern mit Fasern,
in die Faser-Bragg-Gitter eingeschrieben sind, spielt die Geometrie der Mäntel eine
wichtige Rolle. Aktive Fasern sind wie in Abschnitt 3.3.1 erläutert zur Erhöhung der
Pumplichtabsorption in der Regel unrund ausgeführt, z.B. achteckig oder D-förmig.
Faser-Bragg-Gitter lassen sich aber aufgrund der Linsenwirkung der Faser beim
Gitterschreiben bisher nur in runde Fasern einschreiben.
Weitere intrinsische Verlustursachen können bei Doppelkernfasern die Material-
dämpfung des Recoatmaterials und die Fehlanpassung dessen Brechzahl sein. Für
letzteres können zwei Fälle unterschieden werden:
? nRecoat > nFaserbeschichtung:
Mantellicht tritt beim Eintritt in die Spleißverbindung am Ende der
ursprünglichen Beschichtung aus.
? nRecoat < nFaserbeschichtung:
Licht, das am Spleiß gestreut oder reflektiert und vom Recoat aufgrund der
niedrigen Brechzahl geführt wird, tritt beim Übergang zur Faserbeschichtung
aus.
Extrinsische Verluste sind Verluste, die durch Fehler beim Konfektionieren der
Faserenden oder beim Spleißen selber auftreten. Für Doppelkernfasern lassen sich
folgende Ursachen aufzählen:
? Fehlwinkel; Faserachsen fluchten nach dem Spleißvorgang nicht, z.B.
verursacht durch nicht rechtwinklige Faserstirnflächen vor dem Spleißen
? Versatz von Fasermantel und / oder -kern (ungenaue Ausrichtung)
? Änderung des Faserdurchmessers an der Stoßstelle der Fasern, z.B. verursacht
durch zu großen Vorschub während des Spleißens
? Absorption, Streuung und Reflexion an im Glas eingeschlossenen
Verunreinigungen oder Luft (unzureichende Reinigung, raue Bruchfläche)
? Reflexion und Brechung an Brechungsindexschwankungen an der Stoßstelle
im Glas
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? Frustrierte Totalreflexion an Lufteinschlüssen im Recoat oder durch
Delamination der ursprünglichen Faserbeschichtung an den Rändern der
Verbindung, verursacht durch das Entfernen der Beschichtung
? Absorption und Streuung an Verunreinigungen oder Lufteinschlüssen an den
im Recoat eingebetteten Enden der ursprünglichen Faserbeschichtung
Die Verluste in Spleißverbindungen hängen also von einer Vielzahl von
technologischen Parametern ab, auch bei der Wiederholung des Spleißens der
gleichen Faser tritt eine breite Exemplarstreuung auf.
Bild 77:
Mikroskopaufnahme
von Spleißen:
achteckige Doppel-
mantelfaser mit einer
runden Gitterfaser a)
vor und b) nach dem
Spleißvorgang, sowie
c) einer Spleiß-
verbindung einer
runden Faser
a)  b)  c)
Bild 77a) und b) zeigt eine Spleißverbindung vor und nach dem Verschmelzen. Im
linken Bild sind die zueinander ausgerichteten Fasern dargestellt; die Faser auf der
linken Seite ist eine runde passive Faser mit eingeschriebenen Faser-Bragg-Gittern,
auf der rechten Seite befindet sich eine achteckige aktive Faser. Die achteckige
Geometrie der aktiven Faser ist nicht völlig regelmäßig, die Wölbung der Kanten
des Querschnitts und die Eckradien sind unterschiedlich. Die optische Wirkung
dieser unregelmäßigen Geometrie erschwert die Ausrichtung der Kerne zueinander.
Beim Drehen der Faser um ihre Längsachse scheint sich der Kern senkrecht zur
Drehachse zu verschieben.
Das Bild der verschmolzenen Spleißverbindung (Bild 77b)) zeigt, dass die Kerne gut
zueinander ausgerichtet sind, die Pumpmäntel aber einen Versatz aufweisen. Dieser
Fehler kann beispielsweise durch Toleranzen der Kernzentrierung der Fasern
auftreten. An der Stoßstelle der Kerne ist eine dunkle Linie erkennbar, die auf eine
Brechzahlabweichung an dieser Stelle hinweist. Die dunklen Stellen im Stoßbereich
der Mäntel sind verursacht durch die Abweichung von der Zylinderform der
Mantelfläche im Spleißbereich. Der Spleiß stellt nach der optischen Beurteilung ein
durchschnittliches Ergebnis eines Spleißversuchs zwischen aktiver und passiver
Faser dar und ist auch für hohe Leistungen verwendbar.
Bild 77c) zeigt einen Spleiß zwischen zwei gleichartigen runden Fasern. Außer einer
minimalen Verdickung der Mantelfläche sind keine Fehler erkennbar. Die Bilder
zeigen, wie unterschiedlich die Spleißergebnisse bei unterschiedlichen
technologischen Parametern ausfallen können. Für die thermische Auslegung von
Spleißverbindungen ergibt sich so die Schwierigkeit, dass die Verluste nicht
allgemein bestimmt werden können. Für eine konkrete Faserverbindung muss der
Messung der Koppeldämpfung eine Prozessoptimierung vorangehen. Die
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Koppeldämpfung muss über eine große Anzahl von Verbindungen bestimmt
werden.
Wärmeentstehung
Auch wenn die Koppeldämpfung bekannt ist, kann daraus nicht direkt auf die
Wärmemenge und -verteilung geschlossen werden, da diese von einer Reihe von
Parametern bestimmt werden:
? Art der Verluste: Reflexion, Streuung, Absorption
? Ort der Verluste in Faserrichtung
o Anfang und Ende des Recoats
o Anfang und Ende des Bereichs, in dem die ursprüngliche
 Beschichtung der Faser entfernt wurde
o Fehler und Absorption längs des Recoats
o Länge der Verlustzone an der Stoßstelle der Faserenden
? Ort der Umwandlung der Verluste in Wärme in radialer Richtung
o Absorption in Kern oder Mantel
o Absorption an der Grenzschicht zum oder im Recoat
o Absorption an der Grenzschicht zum Kühlmedium
Die Temperaturverteilung in Faserlängsrichtung kann bei konvektiver Gaskühlung
für die einzelne Spleißverbindung thermografisch bestimmt werden. Es ist jedoch
keine Möglichkeit bekannt, die radiale Wärmelastverteilung zu messen. Wie
nachfolgende Berechnungen zeigen, hat aber die radiale Wärmelastverteilung
wesentlichen Einfluss auf die maximal auftretenden Temperaturen. Zur Abschätzung
der thermischen Belastung von Spleißverbindungen und zur Auslegung der Kühlung
müssen deshalb eine Reihe Annahmen getroffen werden, die im Folgenden so
ausgewählt werden, dass auch im ungünstigsten Fall eine ausreichende Kühlung der
Spleißverbindung nachgewiesen werden kann bzw. die Grenzen für diesen Fall
aufgezeigt werden.
6.2.2 Parameter für die Auslegung der Kühlung
Von den beiden in Abschnitt 5 untersuchten Fasertypen stellt die 20/400-Faser
aufgrund der höheren Wärmestromdichten den ungünstigeren Fall dar. Eine
Kühlung, die für die Spleißverbindung einer 20/400-Faser ausreicht, kühlt auch eine
40/730-Faser bei gleicher Verlustleistung. Der zugrunde gelegte Außendurchmesser
des Recoats beträgt 900 µm. Für diesen Durchmesser ist eine Recoatvorrichtung
verfügbar, er liegt weiterhin auch bei den in Abschnitt 6.3 untersuchten FBG vor. Es
wird angenommen, dass alle Verluste im Bereich der Stoßstelle der Fasern auftreten
und vollständig in Wärme umgewandelt werden. Reflexion in Faserrichtung wird
vernachlässigt, da die hierdurch verursachten Verluste in der Regel im Bereich von
- 60 dB liegen [112]. Verluste im Bereich des Recoats werden für den untersuchten
ungünstigen Fall nicht angenommen, weil dieser Verlustmechanismus zur
Aufspreizung des Wärmestroms und damit zu besserer Kühlbarkeit führt.
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Radiale Absorption
Die Absorption des für die Messungen verwendeten Recoatmaterials im Bereich der
Signal- und Pumpwellenlänge ist nach Herstellerangaben nicht messbar (Anhang
9.6). Für den Fall, dass die Verluste an der Spleißverbindung zu 100 % durch
Streuung verursacht werden (Fall 1), gelangt das gestreute Licht somit ohne
Umwandlung in Wärme an die Außenfläche des Recoats und wird dort vom
umgebenden Medium absorbiert. Für die Wärmeabfuhr ist dies der günstigste Fall.
Es werden deshalb zwei weitere Fälle untersucht, bei denen 2 % der Verlustleistung
entweder im Glasteil der Faser bzw. an der Grenzschicht zum Recoat (Fall 2) oder
im Recoat absorbiert werden (Fall 3). Der Anteil der Leistung, der nicht an der
Recoat-Außenfläche sondern weiter innen absorbiert wird, ist bewusst klein gewählt,
die Begründung dafür liefert Abschnitt 6.2.4.
Länge der Absorptionszone
Die Länge der Absorptionszone lässt sich wie folgt abschätzen: Licht, das an der
Stoßstelle gestreut wird, kann die Faser nur verlassen, wenn der Streuwinkel den
Akzeptanzwinkel der Faser überschreitet. Mit üblichen Recoatmaterialien wird eine
Faser-NA von mindestens 0,4 erreicht. Das Licht tritt also nur im Winkelbereich
größer 22 ° zur Faserlängsachse aus. Wenn die Streustelle des austretenden Lichts in
der Fasermitte liegt, trifft es bei einer Recoatschichtdicke von 250 µm im Abstand
1,1 mm von der Stoßstelle auf die Außenfläche des Recoats. Die Streuung kann in
beide Faserrichtungen erfolgen. Da mögliche Streustellen aufgrund der
Faserverschmelzung auch vor oder hinter der Stoßstelle liegen können, werden in
der Simulation zwei Fälle untersucht: eine Absorptionslänge von +/-1 mm bzw.
+/- 2 mm symmetrisch zur Stoßstelle.
6.2.3 Simulation der Kühlung
Ausgehend von den Erkenntnissen, die bei der Auslegung der Kühlung der aktiven
Faser gewonnen wurden, soll ein Kühlschema für Spleißverbindungen entwickelt
werden. Eine Anpassung des Simulationsmodells ist notwendig, weil sich folgende
Randbedingungen von denen der Faserkühlung unterscheiden:
? Die räumliche Ausdehnung der Wärmequelle in Faserlängsrichtung ist eng
begrenzt.
? Ein Teil der Wärme entsteht an der Außenfläche der Beschichtung und nicht
im Faserkern.
? Aus der anliegenden Leistung, der erreichbaren Dämpfung und der
angenommenen Absorptionslänge ergeben sich lokal längenbezogene
Wärmelasten, die mit 800 - 10500 W/m ein Vielfaches höher sind als die
maximale Wärmelast der aktiven Faser, die mit 120 W abgeschätzt wurde.
Aus den geänderten Randbedingungen ergeben sich für die Modellierung folgende
Anforderungen:
? Die geringe räumliche Ausdehnung der Wärmequelle erfordert ein
dreidimensionales Modell des Kühlschemas, da anders als im Fall der aktiven
Faser ein signifikanter Temperaturgradient in Richtung der Faserachse und
damit ein Wärmefluss in diese Richtung zu erwarten ist.
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? Dadurch, dass ein Teil der Wärme an der Außenfläche des Recoats anfällt,
entfällt für diesen Wärmestrom der thermische Widerstand der Faser bzw. des
Recoats. Der nun größte thermische Widerstand des Systems ist der der
konvektiven Kühlung (siehe Abschnitt 5.6.2). Angesichts der hohen lokalen
Wärmelasten ist es sinnvoll, diesen Widerstand durch Verbreiterung der
Kühlfläche zu verkleinern.
Bei der Analyse der Kühlung wird zunächst ein Modell untersucht, das sich nur in
diesen beiden Punkten von dem der Faserkühlung unterscheidet, da es die einfachste
technische Lösung darstellt und in die Spule zur Faseraufwicklung integriert werden
kann. Letzteres ist aber aufgrund der geringen Länge der Spleißverbindung nicht
zwingend erforderlich; ein separate, aktiv oder passiv gekühlte Wärmesenke, die nur
den Bereich des Recoats abdeckt, ist ebenfalls realisierbar. Bei dieser Lösung ist es
möglich eine zweigeteilte Wärmesenke zu verwenden, die die Spleißverbindung
vollständig umgibt und bei der die Vergussmasse lediglich dem Toleranzausgleich
dient. Diese Variante wird im Anschluss untersucht.
Die für die Simulationen verwendeten Geometriemodelle dieser Varianten sind in
Bild 78b) und c) dargestellt. Zum Vergleich zeigt Bild 78a) das Modell für die
Kühlung der aktiven Faser.
Bild 78: verwendete
Geometriemodelle für
die Berechnung der
Spleißkühlung b) und
c) im Vergleich zum
Modell der
Faserkühlung aus
Kapitel 5 a) (nicht
maßstabsgerecht)
Die Wärmeabfuhr aus dem Kühlkörper erfolgt in der Rechnung durch Konvektion
an der Unterseite der Wärmesenke mit einem Konvektionskoeffizienten von
4000 W/(m²K), was einer Strömungsgeschwindigkeit von 1 m/s entspricht. Wie
bereits für die Faserspule gezeigt (Abschnitt 5.6.3) kann in der technischen
Umsetzung diese Form der Kühlung z.B. durch passive Kühlung mittels eines
wasserdurchströmten Kühlkörpers ersetzt werden.
Asymmetrischer Kühlkörper
Bild 79 zeigt das Ergebnis der FEM-Rechnung der Spleißkühlung mit der
vergossenen Faser in der offenen Nut. Das entsprechende Geometriemodell ist in
Bild 78 b) dargestellt. Aufgrund der Symmetrie der Kühlsituation wird für die
Rechnung in diesem und im folgenden Abschnitt ein Viertelmodell verwendet. Die
Symmetrieebenen stehen senkrecht auf der Kühlfläche und verlaufen durch die
Faserstoßstelle bzw. Faserlängsachse. Die Verlustleistung beträgt 3,22 W und wird
gleichmäßig auf +/- 2 mm an der Außenseite des Recoats absorbiert.
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Bild 79: FEM-
Rechnung einer
Spleißverbindung in
Nut mit 3,22 W
Verlustleistung und
einer Absorptions-
länge von +/-2 mm
Aus den hohen Wärmelasten resultiert anders als bei der Kühlung der aktiven Faser
ein um die Faserachse stark asymmetrisches Temperaturfeld. Die heißeste Stelle
liegt an der Faseroberfläche an der offenen Seite der Nut. Die errechneten Maximal-
temperaturen für die untersuchten Fälle sind in Bild 80 aufgeführt.
Bild 80: maximal
auftretende
Temperaturen für
Spleißverbindung in
Nut bei 4 mm
Absorptionslänge
Fall 1 Fall 2 Fall 3
Recoat/WLP 100% 92% 92%
Recoat 0% 0% 2%
durch-
tretende
Leistung
Dämpfung
[dB]
Glas/Recoat 0% 2% 0%
700 W 0,02 (3,22 W, 805 W/m) 121,2°C 121,2°C 121,3°C
1850W 0,02 (8,51 W, 2127,5 W/m) 284,3°C 284,2°C 284,3°C
700 W 0,1 (15,96 W, 3990 W/m) 513,8°C 513,7°C 513,8°C
1850 W 0,1 (42,18 W, 10545 W/m) 1322°C 1321°C 1321°C
thermischer Widerstand in mK/W 0,123
Die maximale Temperatur übersteigt in allen betrachteten Fällen die zulässige
Dauergebrauchstemperatur für das Recoatmaterial und ist nahezu unabhängig von
der radialen Verteilung der Wärmelast. Diese Beobachtungen lassen sich auf den
dominierenden Einfluss des thermischen Widerstands zwischen Faseroberseite und
Kühlzylinder an der offenen Nutseite zurückführen. Während in Abschnitt 5.6.2
dieser Widerstand nur einen kleinen Anteil am Systemwiderstand hat, erhöht sich
die anteilige Bedeutung im hier betrachteten Fall durch den Wegfall des
Widerstands der Faserbeschichtung und die Reduzierung des konvektiven
Widerstands.
Bild 81 vergleicht die Kühlung aus Abschnitt 5.6.2 mit der zwei- und drei-
dimensionalen Berechnung der Spleißkühlung und führt die eindimensional
berechneten Widerstände der Systemkomponenten auf. Für die Berechnung des
Kühlkörperwiderstandes wird ein Quader mit 5 mm Dicke und der Breite des
Modells (2,5 und 20 mm) zugrunde gelegt. Der konvektive Widerstand wird im Fall
des Spleißkühlkörpers für eine ebene Fläche mit 20 mm Breite berechnet. Zum
Vergleich sind die Widerstände angegeben, die vorliegen, wenn die Wärme der
Spleißverbindung analog zur Faserkühlung über einen innengekühlten Zylinder
abgeführt wird.
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Bild 81: Vergleich der
Faserkühlung mit der
ein-, zwei- und
dreidimensionalen
Berechnung der
Spleißkühlung
Parameter
Kühlschema
aktive Faser
2D
Kühlung mit
breitem
Kühlkörper
2D
Kühlung mit
breitem
Kühlkörper
3D
Schema
Außendurchmesser in µm 1500 900 900
Thermische Widerstände ermittelt aus FEM-Rechnung (3D)
R t´ot in mK/W, rechnerisch
aus ?T 0,2155 0,140 0,123
R t´u in mK/W, rechnerisch
aus ?T, Unterseite 0,167 0,028 0,011
Analytisch berechnete Widerstände der Komponenten (1D)
R t´hcp in mK/W,
Leitungswiderstand
Schicht WLP mit 2W/mK
0,005
(di = 1500 µm)
0,0084
(di = 900 µm)
0,0084
(di = 900 µm)
R t´cu in mK/W,
Leitungswiderstand des
Zylinderkörpers
0,0055 mK 0,0007 0,0007
R t´conv in mK/W, (Wasser,
1 m/s), (konvektiver
Widerstand auf Unter-
bzw. Innenseite des
Kühlkörpers)
0,158
0,0178
(0,01975 für
Zylinder)
0,0178
(0,01975 für
Zylinder
Summe der 1D-Kom-
ponentenwiderstände 0,168 0,0269 0,0269
Durch Verbreiterung des Kühlkörpers sinkt der Systemwiderstand in der zwei-
dimensionalen Betrachtung um ca. ein Drittel. In der eindimensionalen Betrachtung
ergibt sich eine ca. doppelt so große Verringerung des konvektiven Widerstands. Sie
gilt aber nur für eine gleichmäßige Wärmeverteilung an der Oberseite des
Kühlkörpers. Aufgrund der punktförmigen Wärmequelle ist sie deshalb im System
nur anteilig wirksam. In der dreidimensionalen Betrachtung liegt der
Systemwiderstand nur 12 % unter dem der zweidimensionalen Rechnung. Die
erwartete dreidimensionale Wärmespreizung wirkt sich hier also nur geringfügig auf
die Maximaltemperatur aus. Ursache dafür ist der hohe thermische Widerstand in
Faserrichtung an der Faseroberseite.
Die thermischen Widerstände des Kühlköpers sind mindestens eine Größenordnung
kleiner als die konvektiven Widerstände und spielen für den Systemwiderstand eine
untergeordnete Rolle. Der thermische Widerstand zwischen Nutgrund und
Thermische Gestaltung von
faserintegrierten Komponenten
107
Kühlmedium beträgt bei der Spleißkühlung lediglich ca. 10 % des Widerstands der
gegenüberliegenden Seite. Im Fall der Faserkühlung stimmt dieser Widerstand gut
mit der eindimensionalen Abschätzung überein. Bei Betrachtung der Spleißkühlung
weicht die eindimensionale Abschätzung nur geringfügig von der zwei-
dimensionalen Rechnung ab, der thermische Widerstand der dreidimensionalen
Rechnung liegt aber 50 % unter diesen Werten. Der Einfluss der dreidimensionalen
Wärmespreizung macht sich hier deutlich bemerkbar. Die rechnerischen
thermischen Widerstände vom Nutgrund zum Kühlmedium zeigen das Potential
einer Faserkühlung, bei der der Kühlkörper die Faser vollständig umgibt. Dieser
Aufbau wird im Folgenden untersucht.
Symmetrischer Kühlkörper
Um eine symmetrische Wärmeabfuhr zu erreichen, wird ein senkrecht zur
Kühlfläche geteilter Kühlkörper verwendet, der die Faser vollständig umschließt
(Bild 78c)). Der Vorteil der senkrechten Teilung besteht darin, dass der thermische
Übergangswiderstand zwischen den beiden Körperhälften aufgrund der Symmetrie
der Kühlung zur Teilungsebene keinen Einfluss auf die Fasertemperatur hat. Soll die
Wärmesenke waagerecht geteilt sein, muss der Übergangswiderstand zwischen den
Hälften in der Rechnung berücksichtigt werden. Aufgrund der Größe der
Kontaktfläche beeinflusst er das Temperaturfeld aber nur geringfügig. Gegebenen-
falls kann an dieser Stelle zur Kontaktverbesserung Wärmeleitpaste o.ä. verwendet
werden.
Bild 82 und Bild 83 zeigen das Ergebnis der FEM-Rechnung.
Bild 82: Absorptions-
länge +/-2 mm in
Kühlkörper, 100 %
Verlustleistung auf
Recoat-Außenfläche
Bild 83: Absorptions-
länge 2 mm in
Kühlkörper, 98 %
Verlustleistung auf
Recoat-Außenfläche
und 2 % auf Pump-
mantelaußenfläche
Die heißeste Stelle liegt nun nicht mehr asymmetrisch an der Oberseite der Faser. Es
ergibt sich vielmehr ein um den Faserkern rotationssymmetrisches Temperaturprofil,
dessen Ausprägung, anders als im vorher untersuchten Fall, von der radialen
Wärmelastverteilung abhängt. Bild 82 zeigt das Ergebnis von Fall 1, bei dem die
Verlustleistung vollständig an der Außenfläche absorbiert wird. Die unterbrochene
weiße Linie deutet den Absorptionsbereich an. Innerhalb dieses Bereichs ist die
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Temperatur an der Stoßstelle konstant. Der radiale Temperaturgradient ändert sich
deutlich, wenn wie im zweiten Fall 2 % der Gesamtwärmelast bereits an der Grenz-
fläche der Faser zum Recoat anfallen. Bild 83 zeigt das resultierende Temperatur-
feld, die unterbrochenen weißen Linien deuten den Bereich an, in dem 98 % bzw.
2 % der Verluste absorbiert werden. Der kleine Anteil der Wärme, der nun durch das
Recoat fließt, verursacht einen starken Temperaturgradienten im Recoat.
Auch die maximalen Temperaturen im Recoat sind nun von der radialen Wärmelast-
verteilung abhängig. Bild 84 zeigt die Maximaltemperaturen der untersuchten Fälle
bei einer Absorptionslänge von +/-1 mm. Trotz der doppelten Wärmelast pro
Längeneinheit gegenüber dem vorher untersuchten Fall liegen die Temperaturen in
einem Bereich, die den Dauerbetrieb einer verlustarmen Spleißverbindung mit dieser
Kühlung zulassen. Der thermische Widerstand des Systems von der Oberfläche des
Recoats zum Kühlmedium ist mit 0,0095 mK/W zwei Größenordnungen kleiner als
der maximale Widerstand des asymmetrischen Systems und stimmt mit dessen
minimalem Widerstand gut überein. Dass der Systemwiderstand mit der punkt-
förmigen Wärmequelle nur ca. doppelt so groß ist wie die eindimensionale
Abschätzung für eine flächige Wärmequelle, zeigt die Wirkung der drei-
dimensionalen Wärmespreizung, die für diese geringe Länge der Wärmequelle
wirksam wird.
Bild 84: maximal
auftretende
Temperaturen für
Spleiß in Kühlkörper
bei 2 mm
Absorptionslänge
Fall 1 Fall 2 Fall 3
Recoat/WLP 100% 92% 92%
Recoat 0% 0% 2%
durch-
tretende
Leistung
Dämpfung [dB]
Glas/Recoat 0% 2% 0%
700 W 0,02 (3,22 W, 1610 W/m) 37,3°C 48,9°C 41,1°C
1850W 0,02 (8,51 W, 4255 W/m)) 62,4°C 93,1°C 80,3°C
700 W 0,1 (15,96 W, 7980 W/m) 97,8°C 155,8°C 116,2°C
1850 W 0,1 (42,18 W, 21090 W/m) 222,4°C 374,2°C 310,9°C
thermischer Widerstand in mK/W 0,0095 0,0167 0,0137
Es liegt nahe, dass bei hundertprozentiger Transparenz des Recoats die geringste
Maximaltemperatur der betrachteten Fälle auftritt, da der thermische Widerstand des
Recoats vollständig entfällt. Für diesen Fall sinkt die Maximaltemperatur mit
steigendem Recoatdurchmesser, weil der thermische Widerstand der Schicht aus
Vergussmasse aufgrund des vergrößerten Umfangs bei konstanter Dicke sinkt. In
dem Fall, dass 2 % der Wärmelast auf der Innenseite des Recoats entstehen, wird die
höchste Temperatur der drei Fälle erzielt. Aufgrund der geringen Wärmeleitung
innerhalb der Faser in Faserrichtung muss der an der Recoatinnenseite absorbierte
Leistungsanteil den zusätzlichen thermischen Widerstand des Recoats überwinden.
Eine Temperaturerhöhung an der Grenzfläche zum Recoat ist die Folge.
6.2.4 Optimierung der Recoatschichtdicke
Für den Fall der radial verteilten Absorption der Verlustleistung stellt sich wie in
Abschnitt 5.7.2 die Frage nach der optimalen Recoatschichtdicke, da auch hier zwei
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gegenläufige Effekte die maximale Temperatur bestimmen: Mit steigender Recoat-
schichtdicke sinkt der thermische Widerstand der außenliegenden Vergussmassen-
schicht, gleichzeitig kann dies aber zu einer Widerstandserhöhung für die Wärmelast
aus dem Faserinneren führen. Es ist anzunehmen, dass das Optimum des Recoat-
schichtdicke von der Wärmelastverteilung abhängt.
Um diese Fragestellung zu untersuchen, wird ein eindimensionales Modell
verwendet, dessen thermisches Ersatzschaltbild in Bild 85 dargestellt ist. Aufgrund
des für diesen Kühlaufbau erreichten rotationssymmetrischen Temperaturfeldes ist
die Verwendung eines eindimensionalen Modells zur Untersuchung der
grundlegenden Effekte zulässig.
Bild 85: thermisches
Ersatzschaltbild zur
Untersuchung der
optimalen
Recoatschichtdicke
für Spleiß-
verbindungen
q´
2
Tsrc Oberflächentemperatur des Recoats
Tc Kühltemperatur
Tsp Temperatur an der Oberfläche des Pumpmantels
R t´hcp thermischer Widerstand der Vergussmasse
R t´cu thermischer Widerstand des Kupfers
R t´conv thermischer Widerstand der konvektiven Kühlung
Mit q´1 als Wärmestrom aus dem Faserkern und -mantel bzw. von der Grenzschicht
zwischen Pumpmantel und Recoat und q´2 als Wärmestrom von der Grenzschicht
zwischen Recoat und dessen Einbettung lassen sich folgende Gleichungen für dieses
Modell aufstellen:
6.1
1 2( ) ( )src c thcp tcu tconvT T q q R R R? ? ? ? ?? ? ? ? ? ?
6.2
1sp src trcT T q R? ?? ? ?
Die maximale Temperatur tritt an der Oberfläche des Pumpmantels auf.
Vereinfachend wird hier der Kupfer-Kühlkörper als Zylinder mit konstantem
Außendurchmesser modelliert, die Schichtdicke der Vergussmasse wird konstant
gehalten. Durch Einsetzen von Gleichung 6.2 in 6.1 und dem Einsetzen der
thermischen Widerstände (Gleichung 5.19) erhält man die Oberflächentemperatur
des Pumpmantels in Abhängigkeit von den Systemparametern. Nach Ableiten von
Tsp nach drc ergibt sich dann für die optimalen Recoatschichtdicke drc:
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6.3
1 2 1
1 1 2
wlp cu rc p wlp rc cu wlp wlp p
rcopt
cu rc rc wlp
( q q ) ( d ) ( r ) q ( d r )
d
( q q q )
? ? ? ? ? ?
? ? ? ?
? ? ?? ?? ? ? ?? ?? ? ? ?? ?
?cu Wärmeleitfähigkeit Kühlkörper
?wlp Wärmeleitfähigkeit Vergussmasse
?rc Wärmeleitfähigkeit Recoat
dwlp Dicke der Vergussmassenschicht
Für die exemplarische Berechung beträgt der Radius des Kühlkörpers 5 mm und die
Schichtdicke der Vergussmasse 50 µm. Die konvektive Kühlung entspricht der einer
ebenen Fläche von 10 mm Breite mit einem Konvektionskoeffizienten
4000 W/(m²K). Die verwendeten Wärmeleitfähigkeiten betragen 1,38 W/(mK) für
das Glas, 0,3 W/(mK) für das Recoat, 2 W/(mK) für die Vergussmasse und
380 W/(mK) für den Kühlkörper. In Bild 86 ist das Ergebnis der Berechnung für
einen Wärmestrom pro Länge von q´tot = q´1 + q´2 = 4255 W/m als Kurvenschar
dargestellt. Die berechneten absoluten Temperaturwerte sind aufgrund der bereits
nachgewiesenen dreidimensionalen Wärmespreizung nicht auswertbar.
Das Diagramm zeigt die Maximaltemperaturen im Recoat in Abhängigkeit vom
Recoat-Außendurchmesser für unterschiedliche radiale Wärmelastverteilungen.
Bild 86: Optimierung
der Recoatschicht-
dicke in Abhängigkeit
des im Glasteil des
Faser absorbierten
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Für eine Wärmelastverteilung, bei der 2 % der Wärme auf der Innenseite des
Recoats anfallen, lässt sich klar ein Optimum der Schichtdicke bei 140 µm
bestimmen.  Es  fällt  aber  auf,  dass  sich  die  Maximaltemperatur  durch  Optimierung
des Recoats für die gewählte Wärmeverteilung nur geringfügig senken lässt.
Die Ergebnisse der ebenfalls zweidimensional für den rechteckigen Kühlkörper
durchgeführten FEM-Rechnung bestätigen die Ergebnisse der eindimensionalen
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Analyse. Die Temperaturen liegen hier höher, weil die eindimensionale
Abschätzung die Wärmespreizung nicht berücksichtigt. Bei wachsendem Anteil der
Verlustleistung auf der Innenseite des Recoats verschiebt sich das Optimum hin zu
geringeren Schichtdicken. Ab ca. 3 % Verlustleistung weist die Kurve kein
Minimum der Temperatur mehr auf, die optimale Schichtdicke ist somit 0 µm. Dies
gilt unabhängig von der Wärmelast, dem Kühlschema oder der Anzahl der
Dimensionen, die bei der Berechnung berücksichtigt werden. Diese Parameter haben
lediglich Einfluss auf den Absolutwert der Temperatur, nicht auf den Verlauf der
Kurven oder die Lage des Optimums. Erheblichen Einfluss hat hingegen die
Wärmeleitfähigkeit des Recoatmaterials. Für ein Recoat mit der Wärmeleitfähigkeit
von Quarzglas (1,38 W/(mK)), können bis zu 15 % des Verlusts auf der Recoat-
innenseite anfallen, ohne dass die optimale Schichtdicke zu 0 wird.
Die durchgeführten Messungen zeigen, dass auch Spleißverbindungen ohne Recoat
und in Luft gelagerte Spleiße mit Recoat hohe Temperaturen erreichen. Deshalb ist
davon auszugehen, dass der in der Faser oder im Recoat absorbierte Teil der
Verlustleistung größer ist als 3 %. Die Recoatschicht sollte folglich so dünn wie
technisch möglich ausgeführt werden, da sie nach Optimierung der Kühlung den
größten thermischen Widerstand des Systems darstellt.
Zusammenfassend lässt sich festhalten, dass
? eine Prozessoptimierung für die spezifische Spleißverbindung durchgeführt
werden muss,
? die thermografische Untersuchung der Spleißverbindung Aussagen über
Fehlerursachen ermöglicht und eine Abschätzung der Wärmemenge zulässt,
? die radiale Wärmelastverteilung großen Einfluss auf die Maximaltemperatur
hat, sich aber messtechnisch praktisch nicht bestimmen lässt,
? die Spleißverbindung für hohe Wärmelasten vollständig von der Wärmesenke
umgeben sein muss,
? das Recoat so dünn wie technisch möglich ausgeführt werden sollte.
Trotz großer Unsicherheit bei Lokalisierung der Wärmequelle erlauben die
Berechnungen die Aussage, dass Spleißverbindungen für 1 kW-Faserlaser mit
technisch machbaren Koppeldämpfungen mit dem verfügbaren Recoatmaterial und
geringen Verlusten im Glas mit der dargestellten Kühlanordnung thermisch stabil
sind. Diese Aussage wird durch Versuche bestätigt, bei denen eine Signalleistung
von 850 W mit einseitigem Pumpen mit 1500 W erreicht wurde [34]. Zwei pump-
seitige Spleißverbindungen wurden dabei lediglich durch die Wicklung auf einen
gekühlten Zylinder mit V-förmiger Nut gekühlt. Bei sehr guten Spleißergebnissen
kann also ein 1-kW-Faserlaser auch mit asymmetrisch gekühlten Spleißen realisiert
werden. Da aber verlustfreie Spleißverbindungen beim heutigen Stand der Technik
nicht herstellbar sind, ist davon auszugehen, dass bei deutlich höheren Leistungen
eine den Spleiß umschließende Kühlung notwendig ist.
6.3 Faser-Bragg-Gitter
Faser-Bragg-Gitter (FBG) werden im faserintegrierten Konzept als Resonatorspiegel
für den Faserlaser verwendet. Dabei kann der Schmelzkoppler für das Pumplicht
innerhalb oder außerhalb des Resonators eingespleißt werden. Ein resonatorinterner
Pumplichtkoppler erzeugt Verluste im Resonator und wird auf der HR-Seite
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zusätzlich durch das Signallicht belastet. Der Vorteil dieser Anordnung ist jedoch,
dass die Fasergitter nicht mit Pumplicht belastet werden. Die nachfolgenden
Messungen wurden überwiegend mit resonatorexternen Pumplichtkopplern
durchgeführt. Dabei zeigt sich, dass die Belastung der FBG mit Pumplicht zu einer
erheblichen Erwärmung der Gitterfasern führt.
6.3.1 Aufbau und Funktion von Faser-Bragg-Gittern
Faser-Bragg-Gitter bestehen aus periodischen Brechzahlerhöhungen, die in einen
Faserkern eingeschrieben werden. Durch konstruktive Interferenz der an den Brech-
zahländerungen reflektierten Wellen werden bei der Braggwellenlänge je nach
Stärke des Gitters nahezu 100 % des einfallenden Lichts reflektiert. Die Reflektivität
des Gitters wird über die Anzahl der Gitterstriche und die Stärke der induzierten
Brechzahländerung eingestellt. Die Braggwellenlänge ?Bragg berechnet sich mit [87]:
6.4
2Bragg n? ? ?
n Brechzahl des Trägerwerkstoffs
? Bragg-Gitterkonstante (Abstand der Gitterstriche)
Die Bandbreite von FBG kann durch „chirpen“ erhöht werden, was bedeutet, dass
die Gitterperiode über die Länge des Gitters vergrößert wird.
Zur Verwendung in Faserlasern werden FBG in die Kerne passiver Fasern
eingeschrieben, die in Geometrie und Brechindexprofil an die aktive Faser angepasst
sind. In der Regel wird die Fotoempfindlichkeit des Faserkerns durch eine
Germaniumdotierung erreicht [87]. Die Brechzahländerung wird durch Bestrahlung
mit intensivem UV-Licht hervorgerufen. Da die üblichen Beschichtungsmaterialien
opak für UV-Licht sind [26], muss zum Schreiben der Gitter der Kunststoffmantel
im Belichtungsbereich entfernt werden. Nach dem Schreiben des Gitters wird der
unbeschichtete Teil der Faser erneut beschichtet; wie bei Spleißverbindungen spricht
man auch hier von Recoat. Bild 87 zeigt schematisch den Aufbau einer Faser mit
eingeschriebenem Faser-Bragg-Gitter.
Bild 87: Aufbau einer
Faser mit
eingeschriebenem
Faser-Bragg-Gitter
Für eine spezielle Faserbeschichtung wurde auch das Einschreiben der Gitter ohne
Entfernen der Beschichtung demonstriert. Der Verlust von mechanischer Festigkeit
und Pumpleistung wird so stark reduziert. Das Verfahren wurde bisher aber nur für
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Einmodenfasern erprobt [26], entsprechende Gitter in LMA-Fasern sind nicht
verfügbar. Gitter, die direkt in die aktive Faser geschrieben werden [16] [110],
reduzieren die Zahl der Spleißverbindungen und damit die resonatorinternen
Verluste. Ein Entfernen der Beschichtung ist aber dennoch notwendig, die in
Abschnitt 6.3.3 beschriebenen thermischen Probleme von FBG können dadurch
nicht gelöst werden.
6.3.2 Thermische Effekte in Faser-Bragg-Gittern
Die Erwärmung der FBG führt zu einer Änderung der Brechzahl des Glases. Damit
ändert sich die optische Weglänge zwischen den Gitterstrichen. Außerdem dehnt
sich die Trägerfaser aus, was zu einer Änderung des Gitterabstands ?? führt.  Die
resultierende Braggwellenlänge berechnet sich nach Gleichung 6.5 [49] zu:
6.5
? ? )2 1 ( ) (? ?? ? ? ? ? ?? ?? ?Bragg w w
dnn T T T T
dT
? ?
? thermischer Ausdehnungskoeffizient von Quarzglas ? 5,5*10-7 m/K
dn/dT  Änderung der Brechzahl mit der Temperatur
? 1,1*10-5 /K für Quarzglas
Tw Temperatur beim Schreiben des Gitters
Für Quarzglas ergibt sich eine Verschiebung der reflektierten Wellenlänge in
Richtung längerer Wellenlängen mit ca. 0,01 nm/K.
Eine unterschiedliche Erwärmung von hoch- (HR) und niedrigreflektierendem (LR)
Gittern bewirkt eine relative Verschiebung der reflektierten Zentralwellenlängen.
Die Signalwellenlänge ist dadurch nicht mehr festgelegt, sie kann sich zwischen den
Zentralwellenlängen der spektral zueinander verschobenen Gitter einstellen. Um zu
vermeiden, dass sich dadurch das Verhältnis der Reflektivitäten der Gitter ändert,
wird für das HR-Gitter häufig ein breitbandiges gechirptes Gitter verwendet [49].
Gechirpte Gitter sind mit einer Bandbreite von bis zu 2 nm erhältlich. Solange die
Zentralwellenlänge des schmalbandigen Gitters im Reflexionsbereich des
breitbandigen Gitters liegt, ändert sich das Verhältnis der Reflektivitäten der
Resonatorspiegel nicht. Die Wellenlänge des Faserlasersignals wandert allerdings
mit der Temperatur des schmalbandigen Gitters. Da Ytterbium über ein breites
Verstärkungsband verfügt, ändert dies den Wirkungsgrad nur geringfügig durch die
Änderung der Stokeseffizienz. Für die Materialbearbeitung ist die exakte Einhaltung
der Wellenlänge meist nicht gefordert, der Effekt bleibt für den Anwender meist
ohne Auswirkung.
Allerdings wird bei den in dieser Arbeit durchgeführten Messungen ein Einfluss der
Gittertemperatur auf die Leckleistung beobachtet. Die Leckleistung bezeichnet das
Licht, dass mit der Signalwellenlänge auf der Seite des HR-Gitters aus der Faser
austritt. Bild 88 zeigt das Ergebnis einer Messung mit einer 11 m langen Faser. Die
spektrale  Breite  des  Signals  betrug  ca.  1  nm.  Beim  Start  der  Messung  wurde  ein
Lüfter eingeschaltet, der das schmalbandige LR-Gitter verstärkt kühlt.
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Bild 88: Messung von
Wellenlänge und
Leckleistung und
Temperatur der
Recoat-Oberfläche bei
Einschalten der
zusätzlichen Kühlung
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Wie erwartet fällt die Zentralwellenlänge des Signals mit der Temperatur des Gitters
ab. Dabei ist zu beachten, dass die Oberflächentemperatur gemessen wird, ein
zeitlicher Versatz der entsprechenden Abkühlung des Faserkerns erklärt den
zeitlichen Versatz der Wellenlängenverschiebung. Die Rate der Verschiebung liegt
mit 0,005 nm/°C unter dem nach Gleichung 6.5 erwarteten Drift. Eine mögliche
Ursache liegt darin, dass nur die maximale Temperatur des Gitters ausgewertet wird.
Diese fällt bei erzwungener Konvektion überproportional ab. Die durchschnittliche
Gittertemperatur sinkt nach dem Einschalten des Lüfters deutlich geringer ab.
Weiterhin ist erkennbar, dass die Leckleistung abfällt; prozentual ist der Abfall
allerdings gering. Mögliche Erklärungen sind, dass sich die Signalwellenlänge in
einen höherreflektierenden Bereich des HR-Gitters verschiebt (die Reflexionskurve
des Herstellers zeigt Schwankungen der Reflektivität über der Wellenlänge) oder
dass die geringere Temperatur die Streuung des Kerns in den Mantel reduziert. Um
den Anteil dieser Effekte an der Leckleistung bestimmen zu können, ist es
notwendig, zuverlässig zwischen Licht aus im Kern und im Mantel unterscheiden zu
können. Dies stellt eine grundsätzliche Herausforderung bei der Untersuchung von
FBG in Doppelkernfasern dar. Die Ursache des beobachteten Effekts konnte deshalb
nicht abschließend geklärt werden.
Bei hoher thermischer Belastung kommt es zum Ausbleichen und damit auf Dauer
zum Funktionsverlust der Gitter [3][28][48]. Kommerziell verfügbare Gitter werden
aber vergütet, indem sie thermisch oder mittels CO2-Lasertrahlung vorbehandelt
werden [4]. Eine Messung der thermischen Beständigkeit eines von der Firma
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Nufern gelieferten FBG zeigt eine unveränderte Reflektivität bis ca. 700 °C, erst bei
800 °C ist eine deutliche Abnahme der Reflektivität erkennbar [7].
6.3.3 Wärmeentstehung in Fasern mit Faser-Bragg-Gittern
In der Literatur ist die Erwärmung von Fasergittern durch Absorption von Pump-
und Signalstrahlung beschrieben [2] [69]. Die Erwärmung der Gitter wird demnach
durch die breitbandige Absorption der UV-induzierten Defekte in der Faser
verursacht und ist primär abhängig von der Gitterstärke, die durch den Kopplungs-
koeffizienten ? = ?n/??Bragg beschrieben wird. In dieser Gleichung ist ?n die
Modulation der Brechzahl durch die UV-Bestrahlung. Die Absorption des Gitters
kann durch thermisches oder optisches Vergüten der Faser erheblich reduziert
werden [2]. Dabei sinkt allerdings auch die Stärke der induzierten Brechzahl-
änderung und die Reflektivität des Gitters sinkt.
Messungen an hier untersuchten Gittern ohne Recoat zeigen aber auch bei hohen
Leistungen keine signifikante Erwärmung im Gitterbereich. Die Thermografie-
messung in Bild 89 zeigt ein unbeschichtetes hochreflektierendes Gitter zusammen
mit einer schematischen Darstellung des Messobjekts. Die Erwärmung links
markiert das pumpseitige Ende der Faserbeschichtung, die starke Erwärmung rechts
wird verursacht durch Absorption des Pumplichts am Wiedereintritt der Faser in die
Beschichtung. Auf die Ursachen für diese Erwärmung wird in Abschnitt 6.3.4 näher
eingegangen. Im mittleren, unbeschichteten Gitterbereich ist keine Erwärmung
erkennbar.
Bild 89:
Thermografiemessung
eines unbeschichten
Faser-Bragg-Gitters
[10]
Auch eine Erwärmung des Recoats bei beschichteten Gittern, die durch ihre
räumliche Anordnung dem Gitter zugeordnet werden kann, ist in den durchgeführten
Messungen nicht erkennbar. Bild 90 zeigt die Thermografieaufnahmen eines hoch-
reflektierenden (HR) und zweier niedrigreflektierender (LR) FBG des gleichen Typs
des Herstellers Teraxion im Laserbetrieb mit 500 W Pumpleistung und Kühlung
durch erzwungene Konvektion mit Luft. Die aktive Faser wird durch das hoch-
reflektierende Gitter gepumpt, das jeweils unten im Bild erkennbar ist.
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Bild 90:
Thermografie-
aufnahmen von drei
FBG des Herstellers
Teraxion, das HR-
Gitter ist in beiden
Aufnahmen identisch,
das LR-Gitter wurde
zwischen den
Aufnahmen
ausgetauscht
Im Bild 90a) fällt zunächst auf, dass die Temperaturverteilung für beide Gitter sehr
unterschiedlich ist. Auffällig ist weiterhin, dass das LR-Gitter ähnlich stark erwärmt
wird wie das HR-Gitter, obwohl nur ca. ein Viertel der Pumpleistung nicht in der
dazwischen liegenden aktiven Faser absorbiert wird und somit das LR-Gitter
passiert. Im Bild 90b) wurde das LR-Gitter gegen ein baugleiches ausgetauscht, es
ist aufgrund seiner geringen Erwärmung kaum erkennbar und das Temperaturprofil
unterscheidet sich deutlich vom LR-Gitter im linken Bild. Das LR-Gitter im rechten
Bild erwärmt sich auch dann nur geringfügig, wenn es pumpseitig eingesetzt wird,
und bleibt mit seiner Maximaltemperatur deutlich unter der des dargestellten HR-
Gitters.
Diese und vergleichbare Messungen an weiteren Gitterpaaren lassen deshalb darauf
schließen, dass die wesentliche Ursache für die Erwärmung von FBG das Entfernen
und Neuaufbringen der Beschichtung ist. Verunreinigungen oder Fehler des Recoats
werden durch Pumpstrahlung aufgeheizt. Die möglichen Fehlerursachen entsprechen
denen, die in Abschnitt 6.2.1 für das Recoat von Spleißverbindungen aufgezeigt
werden. Die Ergebnisse wurden Teraxion vorgelegt und die gezogenen Schlüsse
bestätigt 14 [101].
6.3.4 Untersuchung des Recoatprozesses für Faser-Bragg-Gitter
Ein Hersteller liefert FBG ohne Recoat, weil das Aufbringen des Recoats für Hoch-
leistungsanwendungen von ihm nicht beherrscht wird. Der unbeschichtete Teil der
Gitterfaser wird beim Versand nur durch eine aufgeschobene Kunststoffkapillare
geschützt 15. Werden diese Gitter nach einfacher Reinigung mit Ethanol mit Recoat
beschichtet, tritt schon bei einer geringen Pumpleistung von 10 W eine starke
Erwärmung der Gitter auf (Bild 91).
14 Der zuständige Entwicklungsingenieur berichtet von einem Kunden, der die gelieferten Gitter auf Erwärmung mit 30 W Pumpleistung testet
und ggf. zurücksendet, wenn eine definierte Maximaltemperatur überschritten wird. Laut Teraxion wird bei den zurückgesandten Gittern das
Recoat entfernt und neu aufgebracht.
15 Durch den nahezu ungeschützten Transport reduziert sich die mechanische Belastbarkeit der Gitter (siehe Abschnitt 5.5). Dies kann trotz
vorsichtiger Handhabung zum Faserbruch führen. Allerdings reduziert sich die Zugfestigkeit von Fasern beim Einschreiben von FBG auch
unter optimalen Bedingungen erheblich. In [4] wird trotz Entschichten in Schutzgasatmosphäre und anschließendem Zugversuch in situ eine
Reduzierung der Zugfestigkeit auf ca. 50 % des Werts der Ausgangsfaser gemessen. Weitere Verarbeitungsschritte und das Schreiben der
Gitter reduzieren die Zugfestigkeit wiederum um ca. 50 %, sodass eine Faser mit eingeschriebenem FBG nur noch ca. 25 % der Festigkeit der
Ausgangsfaser aufweist.
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Bild 91: FBG mit
Recoat ohne
vorangegangene
thermische
Optimierung bei 10 W
eingekoppelter
Pumpleistung
Die äußeren Temperaturmaxima markieren jeweils das Ende der ursprünglichen
Beschichtung der Faser.
Da diese FBG nicht  bereits  vom Hersteller  beschichtet  werden,  eignen sie  sich zur
Untersuchung der Ursachen der Erwärmung. Eine Temperaturmessung vor und nach
dem Aufbringen des Recoats sowie nach dazwischenliegenden Prozessschritten ist
hier möglich. Zu diesem Zweck wird in die gelieferten Gitterfasern vor dem
Anspleißen an die aktive Faser Pumplicht eingekoppelt, die aufgeschobene Kapillare
wird entfernt und der entschichtete Bereich mit einer Thermografiekamera
beobachtet. Die transmittierte Leistung wird von einem Messkopf erfasst. Bild 92
zeigt die Schritte der Untersuchung und die maximal gemessenen Temperaturen im
unbeschichteten Bereich so wie an dessen Rändern.
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Bild 92:
Messergebnisse bei
Optimierung der
Erwärmung eines
Faser-Bragg-Gitters
Bild 92a) zeigt die Ergebnisse der Messung der Faser im Auslieferzustand. Trotz der
verwendeten geringen Pumpleistung von 10 W werden bereits Temperaturen von
> 40° C erreicht. Durch eine Reinigung der Faser von Hand mit Aceton können die
Temperaturen im gesamten Bereich deutlich gesenkt werden. Bei Wiederholung der
Reinigung können sich die Messergebnisse allerdings ändern. Es gelingt nicht, einen
manuellen Reingungsprozess zu entwickeln, der reproduzierbare Ergebnisse der
Temperaturmessung liefert.
Eine Analyse der Ränder des unbeschichteten Bereichs unter dem Mikroskop zeigt,
dass die Endflächen der Beschichtung sehr unregelmäßig geformt sind (Bild 93a).
Da die Bereiche der Beschichtungsränder sowohl bei Messungen an FBG (Bild 91)
als auch an Spleißverbindungen (Bild 76b und c) regelmäßig hohe Temperaturen
aufweisen, wird untersucht, ob eine regelmäßig geformte Beschichtungsendfläche
die Wärmeerzeugung reduzieren kann. Dazu werden unterschiedliche manuelle
Methoden zur Entfernung der Beschichtung getestet. Bild 93b) zeigt ein Ergebnis,
dass mit einem manuellen Faserstripper [85] mit zwei halbkreisförmig ausgeformten
Klingen erreicht wurde. Eine Verbesserung gegenüber dem Lieferzustand der Gitter-
hersteller ist zu erkennen, sichtbar ist aber auch eine für diese Methode typische
Auskragung an der Innenseite der Beschichtung. Mögliche Ursachen sind die
erkennbar geringe Messerschärfe des Werkzeugs oder die beabsichtigte Fehl-
anpassung der Klingenradien an den Faserdurchmesser, die eine Beschädigung der
Faser durch die Klingen verhindern soll. Beide Umstände können beim Abziehen
der Beschichtung zum Abreißen des ungeschnittenen Teils der Beschichtung führen.
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a)
b)
Bild 93: Randbereich
der Faserbe-
schichtung von FBG-
Fasern für
unterschiedliche
Methoden der
Beschichtungsent-
fernung.
a) Lieferzustand vom
FBG-Hersteller
b) Verwendung eines
manuellen
Faserstrippers
c) Verwendung der
Eigenbauvorrichtung
c)
Um die Beschichtungsgrenzfläche weiter zu verbessern, wird eine einfache
Vorrichtung verwendet, die schematisch in Bild 94 dargestellt ist.
Bild 94: Vorrichtung
zum Besäumen der
Faserbeschichtung
Die FBG-Faser wird in Faserhalter mit V-Nut gelegt. Über eine Zustellung kann
unter dem Mikroskop ein Skalpell so positioniert werden, dass es in die
Beschichtung einschneidet, den Fasermantel aber nicht beschädigt. Durch Drehen
der Faser wird ein umlaufender Schnitt in der Beschichtung erzeugt. Die nun
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mögliche Qualität der Beschichtungsendfläche zeigt die Mikroskopaufnahme in Bild
93c).
Bei dem zuvor gereinigten Fasergitter kann durch die so durchgeführte Besäumung
der Beschichtungsendflächen die Pumpleistung bei annähernd gleichen
Temperaturen verzehnfacht werden (Bild 92c). Die Temperaturen nach Aufbringen
des Recoats liegen ca. 10 °C höher.
Bild 95 zeigt das optimierte FBG eingelegt in die angepasste Nut eines Kühlkörpers
bei einer Pumpleistung 750 W. Die Maximaltemperatur beträgt ca. 90°C und tritt in
der Mitte des Recoatbereichs auf. Eine Erwärmung an den Rändern dieses Bereichs
ist nicht erkennbar.
Bild 95:
Thermographiebild
des optimierten FBG
bei 750 W
Pumpleistung und
Kühlung durch
Einlegen in die
angepasste Nut eines
wassergekühlten
Faserhalters
Eine deutliche Verbesserung der Ausgangssituation konnte für diese unbeschichtet
gelieferten FBG erzielt werden. Das Ergebnis ist ausreichend für einen zweiseitig
gepumpten 1-kW-Faserlaser, ein einseitig gepumpter Laser dieser Leistung mit
resonatorexterner Pumplichteinkopplung ist mit diesen FBG-Fasern nicht
realisierbar. Weiterhin ist die entwickelte Vorgehensweise nicht prozesssicher und
sehr aufwendig. Eine konsequente Weiterentwicklung ist an dieser Stelle notwendig.
Die  Messungen und Versuche zu Faser-Bragg-Gittern erlauben folgende Schluss-
folgerungen:
? Wesentliche Erwärmungsursache bei kommerziell verfügbaren Faser-Bragg-
Gittern ist das Entfernen der Faserbeschichtung zum Schreiben der Gitter und
das anschließende Aufbringen des Recoats.
? Die Erwärmung der getesteten kommerziellen Gitter durch Pumpstrahlung ist
unabhängig vom Hersteller in der Mehrzahl der untersuchten Fälle so stark,
dass die Gitter nicht für einen Einsatz in einem Resonator im Kilowattbereich
mit resonatorexterner Pumplichtkopplung geeignet sind.
? Die Reinigung der entschichteten Flächen und die Konfektionierung der
Beschichtungsendflächen haben einen wesentlichen Einfluss auf die
Erwärmung von FBG.
? Durch Optimierung des Recoatprozesses ist es möglich FBG herzustellen, die
gekühlt für Pumpleistungen bis ca. 750 W geeignet sind.
? Die Erwärmung der FBG führt zu einem vorhersagbaren thermischen Drift der
Signalwellenlänge und kann Einfluss auf die Signalleistung haben, die HR-
seitig austritt.
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? Es sind kommerziell Gitter verfügbar, für die kurzfristiges Ausbleichen bis zu
einer Temperatur von 700 °C nicht beobachtet werden konnte.
Ein wesentlicher Erfolgsfaktor für den Einsatz von FBG in Hochleistungsfaserlasern
ist also die Beherrschung des Entschichtungs- und des Recoatprozesses. Für
Anwendungen in der Kommunikationstechnik wurden umfangreiche Unter-
suchungen zur Optimierung dieser Prozesse durchgeführt [4] [5]. Offensichtlich
haben entsprechende Untersuchungen für den Hochleistungsbereich noch nicht zum
Erfolg geführt.
Durch Weiterentwicklung des Recoatprozesses kann auch die Wärmeentstehung an
Spleißverbindungen reduziert werden, da auch hier Beschichtungsfehler erheblich
zur Wärmelast beitragen können (Abschnitt 6.2.1). Da die Verluste an der Faserstoß-
stelle von Spleißverbindungen bei FBG entfallen, sind die Wärmelasten bei gleicher
Beschichtungsqualität bei FBG geringer als bei Spleißen. Aufgrund der ebenfalls
räumlich begrenzten Ausdehnung der Wärmelast bei FBG kann das in Abschnitt 6.2
für Spleißverbindungen entwickelte Kühlschema auch für FBG eingesetzt werden.
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7 Fazit
Durch Messungen wurde gezeigt, dass die Wärmelast der aktiven Faser von Faser-
lasern die bisher im Stand der Technik zugrunde gelegte Abschätzung um den
Faktor drei bis vier übertreffen kann. Dies muss bei der Auslegung der Faserkühlung
berücksichtigt werden.
Für die Gestaltung der Kühlung ist es sinnvoll, den FEM-Berechnungen eine
eindimensionale Analyse gegenüberzustellen. Dabei hat sich der Ansatz, thermische
Widerstände für die Bestandteile der Faser und der Kühlung zu berechnen, als
zielführend erwiesen. Ein grundlegendes Verständnis des Systems und dessen
wesentlichen Einflussparametern wird dadurch gewonnen. Die thermischen Wider-
stände ermöglichen weiterhin eine analytische Optimierung von Komponenten und
Komponentengruppen.
Für die Kühlung eines 1-kW-Resonators wurde eine einfache technische Lösung
entwickelt. Da in den Berechnungen von einem einseitig gepumpten System
ausgegangen wurde, kann die Signalleistung durch beidseitiges Pumpen aus
thermischer Hinsicht auf 2 kW gesteigert werden. Für eine weitere deutliche
Leistungssteigerung kann auf das dargestellte Optimierungspotential des Faser-
aufbaus zurückgegriffen werden. Nach den vorgelegten Berechnungen ist nicht zu
erwarten, dass die Leistungsskalierung von Faserlasern in den Multikilowattbereich
durch die Kühlung der aktiven Faser begrenzt ist.
Die Untersuchung der thermooptischen Effekte zeigt, dass deren Einfluss auf die
Strahlqualität eine Größenordnung kleiner ist als die Verformung des Modenfelds
durch die Biegung der Faser. Eine aussagekräftige Berechnung muss beide Aspekte
vereinen.
Das Kühlschema für die aktive Faser ist für die thermisch deutlich höher belasteten
Spleißverbindungen nicht geeignet. Eine beidseitige Einbettung der Faser in einen
Kühlkörper ist hier erforderlich und aufgrund der geringen Ausdehnung der Wärme-
quelle auch möglich. Eine um bis zu zwei Größenordnungen gesteigerte längen-
bezogene Wärmelast kann so abgeführt werden.
Wie bei den Spleißverbindungen hat auch bei Faser-Bragg-Gittern die Neu-
beschichtung des entschichteten Faserteils einen wichtigen Einfluss auf die
anfallende Wärmelast. Die Messungen zeigen, dass der Recoatprozess bei den
Herstellern der untersuchen FBG noch nicht in dem Maße beherrscht wird, dass die
Produkte für hohe Pumpleistungen verwendbar sind. Durch Optimierung des
Recoatprozesses gelingt es, FBG so zu beschichten, dass sie gekühlt für
Pumpleistungen bis ca. 750 W einsetzbar sind.
Durch Einsatz einer metallbeschichteten Pumpfaser kann Mantellicht aus der Pump-
faser entfernt und damit die thermische Last an einem Schmelzkoppler reduziert
werden. Die hohe thermische Leitfähigkeit und Beständigkeit der Ummantelung
ermöglicht die Gestaltung einer einfachen und dabei thermisch stabilen Faserein-
kopplung, die aufgrund ihres geringen technischen Aufwands für die mehrfache
Verwendung in Faserlasern geeignet ist.
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Ausblick
Die Optimierung des Kühlschemas für Spleißverbindungen zeigt, dass die Wärme-
abfuhr aus der aktiven Faser mit erhöhtem technischem Aufwand gegenüber der hier
entwickelten Lösung noch erheblich gesteigert werden kann. Die Schlüssel-
anforderung für eine Leistungsskalierung in den mehrstelligen Kilowattbereich liegt
deshalb nicht in der Kühlung der aktiven Faser, sondern in der thermischen
Gestaltung der Spleißverbindungen. Dabei ist es nur sehr begrenzt möglich, erhöhte
Verluste durch verbesserte Kühlung auszugleichen. Um einen Faserlaser mit faser-
integrierten Komponenten zur Serienreife zu entwickeln, muss deshalb vordringlich
der Spleiß- und Recoatprozess optimiert werden. Wichtiges Ziel ist hierbei, die
Verluste zu minimieren und die Reproduzierbarkeit dieser Prozesse zu
gewährleisten. Weiterhin müssen die Modenfelddurchmesser der Komponenten des
Lasers aufeinander abgestimmt werden. Eine enge Zusammenarbeit mit den
Komponentenherstellern ist hierzu erforderlich.
Die bei Verwendung von Faser-Bragg-Gittern HR-seitig austretende Signalleistung
reduziert den optisch-optischen Wirkungsgrad des Faserlasers. Um die
Untersuchung der Ursachen für diesen Leistungsverlust zu ermöglichen, ist die
Entwicklung eines Verfahrens zur zuverlässigen Trennung von Kern- und
Mantellicht in Doppelkernfasern notwendig. Eine aussagekräftige Charakterisierung
der FBG wird dadurch ebenfalls möglich.
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9 Anhang
9.1 Anhang: Berechnung der Nusselt-Zahlen
Erzwungene Konvektion an längs angeströmten Flächen [104]
9.1
2 2
lam turbNu Nu Nu? ?
30,664lamNu Re Pr?
0,8
2
0,1 3
0,037
1 2,443 1
turb
Re PrNu
Re Pr?
??
? ?? ? ? ?? ?
? ?
l Flächenlänge
für 10 < Re < 107  und 0,6 < Pr < 2000
Erzwungene Konvektion in kurzen Rohren mit hydrodynamischem und
thermischem Anlauf [104]
9.2
1
1 2
30,924 im
dNu Pr Re
l
? ?? ? ?? ?
Num mittlere Nusselt-Zahl
di Rohrinnendurchmesser
l Rohrlänge
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Erzwungene Konvektion im konzentrischen Ringspalt bei turbulenter
Strömung und Wärmeübertragung am Außenrohr [104]
9.3:
10,6 1 2
31 0,14 0,924i im
a
d dNu Pr Re
d l
? ?? ? ? ?? ?? ? ?? ? ? ?? ? ? ?? ?? ?
Num mittlere Nusselt-Zahl
di Spaltinnendurchmesser
da Spaltaußendurchmesser
l Rohrlänge
für Re > 104
Erzwungene Konvektion am quer angeströmten Zylinder [104]
9.4
2 20,3 lam turbNu Nu Nu? ? ?
l = d?/2
für10 < Re < 107  und 0,6 < Pr < 1000
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9.2 Anhang: Konvektionskoeffizienten
Die Berechnung der verwendeten Konvektionskoeffizienten für Wasser und Luft
erfolgt mittels der in Abschnitt 5.1.3 geschilderten Gesetzmäßigkeiten. Die zur
Berechung verwendeten temperaturabhängigen Materialparameter sind in Bild 96
und Bild 97 aufgelistet.
Bild 96: Material-
eigenschaften von
Luft
Temperatur in
°C Dichte in kg/m²
Wärmeleitfähig-
keit in W/(mK)
kinematische
Viskosität in m²/s Prandtl-Zahl
20 1,1880 0,0260 1,51E-05 0,70
22,5 1,1785 0,0262 1,53E-05 0,70
25 1,1690 0,0264 1,56E-05 0,70
30 1,1500 0,0268 1,60E-05 0,70
40 1,1120 0,0275 1,69E-05 0,69
50 1,0786 0,0282 1,79E-05 0,69
60 1,0452 0,0289 1,89E-05 0,69
80 0,9859 0,0304 2,10E-05 0,69
100 0,9329 0,0318 2,32E-05 0,69
110 0,9092 0,0325 2,42E-05 0,69
160 0,8036 0,0361 2,99E-05 0,68
200 0,7356 0,0389 3,49E-05 0,68
300 0,6072 0,0459 4,81E-05 0,67
Bild 97: Material-
eigenschaften von
Wasser
Temperatur in
°C Dichte in kg/m²
Wärmeleitfähig-
keit in W/(mK)
kinematische
Viskosität in m²/s Prandtl-Zahl
20 9,98E+02 0,5984 1,00E-06 7,001
30 9,96E+02 0,6155 8,01E-07 5,414
40 9,92E+02 0,6306 6,58E-07 4,328
50 9,88E+02 0,6436 5,54E-07 3,553
60 9,83E+02 0,6544 4,75E-07 2,983
80 9,72E+02 0,67 3,65E-07 2,221
99,63 9,59E+02 0,6789 2,95E-07 1,757
Im Folgenden werden die Konvektionskoeffizienten der verwendeten Konvektions-
fälle in Abhängigkeit von der Oberflächentemperatur des betrachteten Körpers bei
einer Umgebungstemperatur von 22°C aufgeführt. Der Mittelwert der Temperatur
von Objektoberfläche und Umgebungstemperatur dient zur Bestimmung der
Materialparameter zur Berechung der Konvektion [Verweis auf VDI-Atlas].
Anhang
135
9.2.1 Konvektion mit Luft
Freie Konvektion
Der horizontale Zylinder:
Bild 98: Freie
Konvektion mit Luft
am horizontalen
Zylinder
Konvektionskoeffizient ? in W/(m²K)
Temperatur
in °C]
Zylinder-
durch-
messer
d=0,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=0,98 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,17 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,77 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=3 mm
25 32,4 19,8 17,6 14,9 13,4 9,8
40 38,4 24,4 21,9 18,9 17,1 13,0
60 41,9 27,1 24,3 21,1 19,3 14,8
80 44,4 28,9 26,1 22,7 20,8 16,0
100 46,5 30,4 27,4 23,9 21,9 17,0
120 48,4 31,7 28,7 25,0 22,9 17,8
140 50,0 32,9 29,7 25,9 23,8 18,5
200 54,8 36,2 32,8 28,7 26,4 20,6
300 63,3 42,3 38,4 33,7 31,0 24,4
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Erzwungene Konvektion
Der quer angeströmte Zylinder:
Bild 99: Erzwungene
Konvektion mit Luft
am quer
angeströmten
Zylinder bei 1,5 m/s
Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient ? in W/(m²K)
Temperatur
in °C
Zylinder-
durch-
messer
d=0,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=0,98 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,17 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,77 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=3 mm
40 187,78 133,43 122,13 107,98 99,55 77,10
60 186,79 132,63 121,37 107,28 98,88 76,53
80 186,55 132,36 121,10 107,01 98,62 76,29
100 186,16 131,99 120,74 106,67 98,28 75,98
120 186,07 131,82 120,56 106,48 98,09 75,79
140 185,93 131,63 120,36 106,28 97,89 75,59
200 185,71 131,31 120,03 105,94 97,55 75,25
Bild 100: Erzwungene
Konvektion mit Luft
am quer
angeströmten
Zylinder bei 10 m/s
Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient ? in W/(m²K)
Temperatur
in °C
Zylinder-
durch-
messer
d=0,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=0,98 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,17 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,77 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=3 mm
40 488,17 356,49 328,68 293,71 272,76 216,65
60 488,74 353,52 325,85 291,06 270,22 214,41
80 485,12 352,03 324,40 289,66 268,86 213,14
100 483,48 350,29 322,71 288,05 267,29 211,72
120 481,49 349,04 321,47 286,84 266,10 210,58
140 480,19 347,86 320,32 285,72 265,00 209,55
200 478,93 337,57 310,66 276,86 256,63 202,50
Bild 101: Erzwungene
Konvektion mit Luft
am quer
angeströmten
Zylinder bei 20 m/s
Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient ? in W/(m²K)
Temperatur
in °C
Zylinder-
durch-
messer
d=0,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=0,98 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,17 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,77 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=3 mm
40 718,42 532,11 492,76 443,18 413,42 333,37
60 718,41 527,50 488,33 439,00 409,39 329,74
80 712,93 524,58 485,50 436,26 406,71 327,25
100 709,71 521,30 482,31 433,21 403,75 324,55
120 705,99 518,73 479,79 430,75 401,34 322,27
140 703,25 516,37 477,49 428,52 399,15 320,23
200 700,69 499,50 461,55 413,78 385,14 308,21
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Die längs angeströmte Ebene:
Bild 102: :
Erzwungene
Konvektion mit Luft
an der längs
angeströmten Ebene
bei 1,5 m/s
Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient
? in W/(m²K)Temperaturin °C
Ebenenlänge
l=65mm
Ebenenlänge
l=150mm
40 14,53 12,03
60 14,22 11,75
80 13,98 11,55
100 13,73 11,35
120 13,50 11,15
140 13,29 10,98
200 12,91 10,66
Bild 103: :
Erzwungene
Konvektion mit Luft
an der längs
angeströmten Ebene
bei 10 m/s
Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient
? in W/(m²K)Temperaturin °C Ebenenlänge
l=65mm
Ebenenlänge
l=150mm
40 63,26 52,60
60 61,76 51,31
80 60,70 50,42
100 59,60 49,50
120 58,56 48,63
140 57,66 47,87
200 55,97 46,46
Bild 104: :
Erzwungene
Konvektion mit Luft
an der längs
angeströmten Ebene
bei 20 m/s
Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient
? in W/(m²K)Temperaturin °C] Ebenenlänge
l=65mm
Ebenenlänge
l=150mm
40 112,50 93,35
60 109,95 91,14
80 108,07 89,57
100 106,14 87,95
120 104,30 86,42
140 102,71 85,09
200 99,72 82,59
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9.2.2 Konvektion mit Wasser
Erzwungene Konvektion
Der quer angeströmte Zylinder:
Bild 105: Erzwungene
Konvektion mit
Wasser am quer
angeströmten
Zylinder bei 0,01 m/s
Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient ? in W/(m²K)
Temperatur
in °C
Zylinder-
durch-
messer
d=0,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=0,98 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,17 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,77 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=3 mm
20 2,94E+03 2,06E+03 1,87E+03 1,65E+03 1,51E+03 1,15E+03
40 3,10E+03 2,17E+03 1,98E+03 1,74E+03 1,60E+03 1,22E+03
60 3,25E+03 2,28E+03 2,08E+03 1,82E+03 1,67E+03 1,28E+03
80 3,38E+03 2,37E+03 2,16E+03 1,90E+03 1,75E+03 1,33E+03
100 3,50E+03 2,46E+03 2,24E+03 1,97E+03 1,81E+03 1,38E+03
Bild 106: Erzwungene
Konvektion mit
Wasser am quer
angeströmten
Zylinder bei 0,1 m/s
Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient ? in W/(m²K)
Temperatur
in °C
Zylinder-
durch-
messer
d=0,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=0,98 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,17 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,77 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=3 mm
20 8,88E+03 6,34E+03 5,80E+03 5,14E+03 4,74E+03 3,67E+03
40 9,40E+03 6,72E+03 6,16E+03 5,45E+03 5,03E+03 3,91E+03
60 9,88E+03 7,08E+03 6,49E+03 5,75E+03 5,31E+03 4,14E+03
80 1,03E+04 7,40E+03 6,79E+03 6,02E+03 5,56E+03 4,34E+03
100 1,07E+04 7,69E+03 7,06E+03 6,27E+03 5,80E+03 4,54E+03
Bild 107: Erzwungene
Konvektion mit
Wasser am quer
angeströmten
Zylinder bei 1 m/s
Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient ? in W/(m²K)
Temperatur
in °C
Zylinder-
durch-
messer
d=0,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=0,98 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,17 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,77 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=3 mm
20 2,89E+04 2,13E+04 1,97E+04 1,77E+04 1,65E+04 1,34E+04
40 3,09E+04 2,29E+04 2,12E+04 1,91E+04 1,79E+04 1,46E+04
60 3,27E+04 2,44E+04 2,26E+04 2,05E+04 1,92E+04 1,57E+04
80 3,45E+04 2,58E+04 2,40E+04 2,17E+04 2,04E+04 1,68E+04
100 3,61E+04 2,71E+04 2,53E+04 2,29E+04 2,15E+04 1,78E+04
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Bild 108: Erzwungene
Konvektion mit
Wasser am quer
angeströmten
Zylinder bei 4 m/s
Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient ? in W/(m²K)
Temperatur
in °C
Zylinder-
durch-
messer
d=0,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=0,98 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,17 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,5 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=1,77 mm
Zylinder-
durch-
messer
d=3 mm
20 6,29E+04 4,85E+04 4,55E+04 4,17E+04 3,95E+04 3,35E+04
40 6,81E+04 5,29E+04 4,97E+04 4,58E+04 4,34E+04 3,71E+04
60 7,31E+04 5,72E+04 5,38E+04 4,97E+04 4,72E+04 4,05E+04
80 7,78E+04 6,12E+04 5,77E+04 5,33E+04 5,07E+04 4,37E+04
100 8,22E+04 6,49E+04 6,13E+04 5,68E+04 5,40E+04 4,66E+04
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Der konzentrische Ringspalt:
Bild 109:
Geometrischer
Aufbau des
konzentrischen
Ringspalts für die
Wasserkühlung des
Zylinders
Wasserströmung
Bild 110: Erzwungene
Konvektion mit
Wasser im
konzentrischen
Ringspalt bei
0,1 m/s Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient
? in W/(m²K)Temperaturin °C Ringspaltlänge
l=65mm
Ringspaltlänge
l=110mm
20 1,13E+03 8,72E+02
40 1,20E+03 9,22E+02
60 1,26E+03 9,67E+02
80 1,31E+03 1,01E+03
100 1,36E+03 1,04E+03
Bild 111: :
Erzwungene
Konvektion mit
Wasser im
konzentrischen
Ringspalt bei 1 m/s
Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient
? in W/(m²K)Temperaturin °C Ringspaltlänge
l=65mm
Ringspaltlänge
l=110mm
20 3,59E+03 2,76E+03
40 3,79E+03 2,92E+03
60 3,98E+03 3,06E+03
80 4,14E+03 3,19E+03
100 4,29E+03 3,30E+03
Ringspalt
Anhang
141
Bild 112: :
Erzwungene
Konvektion mit
Wasser im
konzentrischen
Ringspalt bei 4 m/s
Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient
? in W/(m²K)Temperaturin °C Ringspaltlänge
l=65mm
Ringspaltlänge
l=110mm
20 7,18E+03 5,52E+03
40 7,59E+03 5,83E+03
60 7,96E+03 6,12E+03
80 8,29E+03 6,37E+03
100 8,59E+03 6,60E+03
Die Rohrströmung:
Bild 113: :
Erzwungene
Konvektion mit
Wasser in Rohren
mit 5 mm
Durchmesser bei
0,1 m/s Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient
? in W/(m²K)
Temperatur
in °C
Rohrlänge l=150mm
20 8,62E+02
40 9,11E+02
60 9,56E+02
80 9,95E+02
100 1,03E+03
Bild 114: :
Erzwungene
Konvektion mit
Wasser in Rohren
mit 5 mm
Durchmesser bei
1 m/s Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient
? in W/(m²K)
Temperatur
in °C
Rohrlänge l=150mm
20 2,73E+03
40 2,88E+03
60 3,02E+03
80 3,15E+03
100 3,26E+03
Bild 115: :
Erzwungene
Konvektion mit
Wasser in Rohren
mit 5 mm
Durchmesser bei
4 m/s Strömungs-
geschwindigkeit
Konvektionskoeffizient
? in W/(m²K)
Temperatur
in °C
Rohrlänge l=150mm
20 5,45E+03
40 5,76E+03
60 6,04E+03
80 6,30E+03
100 6,52E+03
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9.3 Anhang: Hertzsche Pressung
Durch Verformung  der Faser beim Kontakt mit dem Kühlzylinder entsteht eine
Kontaktfläche. Die Größe dieser Fläche kann mit Hilfe der Theorie von Hertz
abgeschätzt werden. Grundlage ist die Annahme von homogenen und isotropen
Materialeigenschaften und der alleinigen Wirkung von Normalspannungen in der
Berührfläche. Die Verformungen müssen klein sein im Verhältnis zu den
Körperabmessungen. Die Kontaktflächenbreite a berechnet sich dann zu [9]:
28 (1 )F ra
E l
?
?
? ? ? ??
? ?
9.5
F Anpresskraft
r Faserradius
? Querkontraktionszahl
l Länge des betrachteten Faserstücks
E mittleres Elastizitätsmodul in N/m²
9.6
    mit
2 Zylinder Faser
Zylinder Faser
E E
E
E E
? ?? ?
Für den Fall der Faser, die durch die Wicklung auf den Zylinder gepresst wird,
werden die Werte in Tabelle 116 angenommen. Die Ergebnisse der Berechnungen
für die beiden Fälle mit 1 N und 10 N Anpresskraft sind ebenfalls in der Tabelle
aufgeführt.
Bild 116: Parameter
und Ergebnisse der
Berechnung der
Kontaktflächenbreiten
[25]
Parameter Fall 1 Fall 2 Einheit
Anpresskraft F 1 10 [N]
E-Modul Zylinder 200000 200000 [N/mm²]
E-Modul Faser 800 800 [N/mm²]
mittleres E-Modul 1594 1594 [N/mm²]
Querkontraktions-
zahl ? 0,3 0,3 [-]
Faserradius r 0,75 0,75 [mm]
betrachtete
Faserlänge l 10 10 [mm]
Kontaktflächen-
breite 2a 0,02 0,07 [mm]
2a
r
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9.4 Anhang: Änderung der Emissivität der Kupferbeschichtung
Bild 117 zeigt die Maximaltemperaturen an der unbeschichteten Metalloberfläche
der Faser für drei aufeinander folgende Messungen.
Bild 117:
thermografisch
bestimmte
Maximaltemperaturen
an der
unbeschichteten
Metalloberfläche der
Faser für drei
aufeinanderfolgende
Messungen mit ? = 1
0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20 22
0
100
200
300
400
500
600
700
T m
ax
 in
 °C
Leistung am Faserausgang P1 in W
 1.Messung
 2.Messung
 3.Messung
Temperaturen aufgenommen bei ? =1!
? s
te
ig
t
Deutlich erkennbar ist die Steigerung der thermografisch bestimmten Temperatur
von einer Messung zur darauf folgenden. Zurückzuführen ist dies auf eine Änderung
des Emissivität der Faseroberfläche, die im sichtbaren Wellenlängenbereich durch
eine zunehmende Schwärzung der Oberfläche erkennbar ist. Offensichtlich führen
die hohen Temperaturen zur Reaktion der Oberfläche mit der Umgebungsluft. Eine
Beschichtung der Faser ist deshalb notwenig um reproduzierbare Messungen zu
erzeugen.
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9.5 Anhang: Wärmestrom von der metallisierten Faser
Zur Bestimmung des über die Oberfläche abgeführten Wärmestroms wird die
jeweilige Temperaturverlaufskurve in Bereiche eingeteilt und linearisiert. Für die
Einzelbereiche wird jeweils der Wärmestrom durch Konvektion KQ?  und Strahlung
SQ?  berechnet. Der Gesamtwärmestrom von der Faser ergibt sich aus deren Summe.
Am Beispiel eines ausgewählten Temperaturverlaufes wird die Berechnung des
Gesamtwärmestromes durchgeführt. Die verwendete Temperaturmessung ist in Bild
118 dargestellt und zeigt den Temperaturverlauf der Faseroberfläche bei einer
transmittierten Leistung von 22,6 W unter der Verwendung des Einkoppelobjektivs
mit 32 mm Brennweite. Die Berechnung der Wärmeströme für weitere
Faserausgangsleistungen erfolgt analog.
Bild 118:
Temperaturverlauf bei
P1 = 22,6 W unter
Verwendung des
Objektivs 2
(f=32 mm) [58]
0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50 55
40
50
60
70
80
90
100
110
120
130
140
150
160
Bereich 4 (?
m4
=44,9 °C; l=96,2 mm)
Bereich 3 (?
m3
=83,4 °C; l=10,4 mm)
Bereich 2 (?m2=112,3 °C; l=7,3 mm)
T 
in
 °C
z in mm
Bereich 1 (?m1=142,2 °C; l=6,1 mm)
bis:
z=120 mm,?????????C
9.5.1 Berechnung des Wärmeflusses durch Strahlung
Einsetzen von Gleichung 5.2 in 5.1 ergibt:
Anhang
145
9.7 ? ?4 4n mn uQ A T T? ?? ? ? ? ??
mit n nA d l?? ? ?
Tmn gemittelte Temperatur der Faserabschnitts in K
Tu Umgebungstemperatur = 295,15 K
? Emissionsgrad der Faserbeschichtung laut Kalibrationsmessung= 0,92
ln Länge des jeweiligen Mantelabschnitts
d Außendurchmesser der Faser
Durch Einsetzen der jeweiligen Werte des Einzelbereiches ergeben sich die in
Tabelle 6.2 dargestellten Teilwärmeströme.
Bild 119: Werte und
Ergebnisse der
Teilwärmeströme für
Strahlung
Bereich Tmn in K ln in 10 -3 m A1 in 10 -6 m2 12Q?  in 10
-3 W
1 415,35 6,1 5,749 6,6
2 385,45 7,3 6,880 5,2
3 356,55 10,4 9,802 4,4
4 318,05 96,2 90,666 12,5
Für den Gesamtwärmestrom durch Strahlung ergibt sich ein Wert von 0,0287 W.
9.5.2 Berechnung des Wärmestroms durch Konvektion
Die Berechung des konvektiven Wärmestroms erfolgt nach dem in Abschnitt 5.1.3
beschriebenen Verfahren. Zur Bestimmung der Stoffwerte zur Berechung der
Kennzahlen wird die zwischen Oberflächen- und Lufttemperatur gemittelte
Temperatur Tgem verwendet. Bild 120 listet die verwendeten Stoffwerte und die nach
Gleichung 5.1.4 resultierende Prandtl-Zahl auf.
Bild 120: Stoffwerte
der Luft für die
Einzelbereiche mit:
[19] [58]
Bereich Tgem in °C ? in W/(mK) ? in 10-5m2/s Pr
1 82,1 3,05 2,12 0,69
2 67,15 2,95 1,96 0,69
3 52,7 2,84 1,82 0,69
4 33,5 2,70 1,63 0,69
Mit den Gleichungen 5.11 bis 5.15 und Gleichungen für die freie Konvektion am
horizontalen Zylinder in Bild 47 ergeben sich die in Bild 121 aufgeführten
Kennzahlen und Teilwärmeströme der Faserabschnitte.
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Bild 121
Teilwärmeströme mit
den zugehörigen
Kennzahlen
Bereich ln in10-3 m Gr Ra f3 Nu
? in
W/(m2K)
An in
10-6m2 KnQ
? in W
1 6,1 0,927 0,640 0,323 1,10 71,4 5,749 0,0493
2 7,3 0,814 0,562 0,323 1,09 68,0 6,880 0,0422
3 10,4 0,642 0,447 0,323 1,07 64,2 9,802 0,0387
4 96,2 0,299 0,207 0,324 1,00 57,2 90,666 0,1187
Der Gesamtwärmestrom durch Konvektion beträgt somit 0,2489 W.
Aus den ermittelten Einzelwärmeströmen aus Konvektion und Strahlung errechnet
sich der Gesamtwärmestrom von der Mantelfläche zu 0,2776 W.
Bild 122 zeigt die Wärmeströme für weitere gemessene Faserausgangsleistungen.
Der Gesamtwärmestrom steigt wie die Maximaltemperatur linear zur Laserleistung
an.
Bild 122:
Gesamtwärmestrom
in Abhängigkeit der
Faserausgangs-
leistung P [58]
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9.6 Anhang: Transmission des Recoatmaterials
In Bild 123 ist  eine Transmissionsmessung des Recoatmaterials  PC 373 der  Firma
Luvantix mit einer Viskosität von 2,4 (Ns)/m² (PC373LVAP) bzw. 5,5 (Ns)/m²
(PC373HV) dargestellt. Die Messung wurde vom Hersteller zur Verfügung gestellt
[18]. Die Vernetzung erfolgte mit einer UV-Dosis von ca. 18 J/cm² in Stickstoff-
spülung. Die Schichtdicke bei der Messung betrug 150 - 160 µm, sie spielt aber laut
Hersteller keine wesentliche Rolle für die Transmission.
Bild 123:
Transmissions-
messung der
Recoatmaterialien PC
373 HV und LV AP
der Firma Luvantix
Die Transmission liegt im Bereich der Pump- und Signalwellenlänge von
Ytterbium-dotierten Faserlasern bei annähernd 95 %. Die Messung beinhaltet die
Verluste durch Fresnel-Reflexion an den beiden Oberflächen der Schicht.
Theoretisch ist also eine Transmission größer als 93 % nicht möglich und lässt sich
nur durch Messfehler erklären. Offensichtlich ist aber das verwendete
Recoatmaterial im relevanten Wellenlängenbereich transparent.
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